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La démarche d’Ingénierie de la Sécurité Incendie est une approche globale qui permet d’estimer le 
niveau de sécurité des ouvrages pour différents scénarii. L’évaluation de ces derniers dépend de la 
qualité des modèles intégrés pour décrire le comportement humain, l’évolution de l’incendie, des 
champs thermiques et de la réponse mécanique de l’ouvrage. Sur ce dernier point, la prise en compte 
du comportement des liaisons de même que de leur évolution en fonction des champs thermiques est 
un facteur important. Parmi les matériaux de construction, le bois est celui pour lequel les 
investigations sur ce sujet sont les moins nombreuses.  
 
Première étape dans une approche d’Ingénierie de la Sécurité Incendie des structures en bois, cette 
étude consiste en l’élaboration d’un modèle éléments finis tridimensionnel décrivant le comportement 
des assemblages de ces structures sous actions thermiques. Développé avec le logiciel Marc Mentat, 
cette modélisation concerne les assemblages brochés et boulonnés sollicités en traction longitudinale. 
L’action thermique modélisée est l’action thermique conventionnelle ISO R834.  
  
Le modèle thermomécanique ainsi défini intègre les champs de températures dans un modèle 
mécanique non-linéaire à travers des coefficients de réduction des propriétés des matériaux en fonction 
de la température. Le bois est considéré orthotrope transverse. Un critère de plasticité est intégré pour 
chacun des matériaux : Hill pour le bois et Von Misès pour l’acier. La validation du modèle est 
réalisée à l’aide d’essais. Elle est faite en trois étapes. La première est la validation du modèle 
mécanique à froid. La deuxième étape est la comparaison et la validation des températures simulées 
avec celles mesurées lors d’essais de résistance au feu. Enfin, la dernière étape réside en la 
confrontation des durées de résistance au feu simulées et expérimentales. Après validation de ce 
modèle, le comportement des assemblages brochés unitaires est modélisé pour des durées d’exposition 
de 30, 60 ou 90 minutes. Les évolutions de la capacité résistante et de la raideur de ce type 
d’assemblage sont analysées en fonction de l’épaisseur de bois mis en jeu. Enfin, la modélisation 
d’assemblages multiples met en évidence la caractérisation du nombre effectif en fonction des champs 
thermiques. 
 
Mots clés : Modélisation, éléments finis, assemblage, structure bois, incendie, champs 



























The Fire Safety Engineering approach is a global approach which allows to consider the fire safety 
level of structures for different scenarios. The evaluation of these ones depends on the quality of the 
models integrated to describe the human behaviour, the evolution of the fire, the thermal fields and the 
mechanical answer of the structure. On this last point, the behaviour of joints and their evolution 
according to thermal fields is an important factor. Among building materials, timber is that one for 
which the investigations on this subject are fewer.  
First stage in a Fire Safety Engineering approach of timber structures, this study deals with the 
development of a three-dimensional finite element model which describes the behaviour of timber 
joints under thermal actions. Developed with the software Marc Mentat, this model concerns dowelled 
and bolted joints submitted to a longitudinal tensile force. The simulated thermal action is the 
conventional thermal action ISO R834. 
 
Thus, the thermomechanical model integrates the thermal fields in a non-linear mechanical model 
through coefficients of reduction of the material properties according to the temperature. Timber is 
considered orthotropic transverse. A criterion of plasticity is integrated for each material: Hill’s one 
for timber and Von Mises one for steel. The model is validated by tests. The validation is made in 
three stages. The first one is the validation of the mechanical model under normal condition. The 
second stage is the comparison and the validation of the temperatures simulated with those measured 
during fire resistance tests. Lastly, the last stage deals with the comparison of the fire resistance time 
simulated with the experimental one. After validation of this model, the behaviour of single dowelled 
joints is simulated for fire exposure times of 30, 60 or 90 minutes. The evolutions of the load-carrying 
capacity and the stiffness of this type of joints are analyzed according to the thickness of timber put in 
place. Lastly, the modelling of multiple joints permits to define the evolution of the effective number 
according to the thermal fields. 
 
Keywords: Modelling, Finite elements, joint, timber structures, fire, thermal fields, ISO R834  
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Lettres grecques minuscules 
β Rapport des portances (=fh1/fh2) 
β Vitesse de combustion mm/min
βn Vitesse de combustion fictive mm/min
δ Glissement mm
ε Déformation MPa
ε Emissivité  
εeff Emissivité effective 
ϕ Densité de flux thermique W/m²
η Taux de chargement (effort appliqué/résistance limite expérimentale ou théorique) %
ηconn Facteur de conversion pour la réduction de la capacité portante des assemblages en situation de feu  %
γM Coefficient de sécurité  
γM,fi Coefficient de sécurité en situation d'incendie 
λ Conductivité  W/m.K
λamb Conductivité ambiante W/m.K
υ Coefficient de Poisson 
θ Température  °C
θ0  Température initiale  °C
ρ Masse volumique kg/m3
σ Contrainte MPa
σ0 Contrainte dans la direction longitudinale MPa
σ90 Contrainte dans la direction perpendiculaire MPa
σe Contrainte limite élastique MPa
σr Pression radiale MPa
τ Résistance en cisaillement MPa
µ Coefficient de frottement 
 
Lettres latines minuscules 
afi 
Epaisseur supplémentaire d'un élément pour améliorer la résistance mécanique des 
assemblages mm
c Chaleur spécifique J/kg.K
d  Diamètre des organes mm
f Flèche mm
fc,0 Résistance en compression longitudinale MPa
fc,90 Résistance en compression perpendiculaire MPa
fh,0 Portance longitudinale MPa
fh,α Portance à un angle α MPa
  8   
Nomenclature 
__________________________________________________________________________________ 
Lettres latines minuscules 
fh,90  Portance perpendiculaire MPa
fh,1 Portance du bois d'épaisseur t1 MPa
ft,0 Résistance en traction longitudinale MPa
ft,90 Résistance en traction perpendiculaire MPa
fu Résistance ultime de l'acier MPa
fv Résistance en cisaillement MPa
fy Résistance élastique de l'acier MPa
g Glissement  mm
h Coefficient d'échange par convection W/m².K
h Taux d'humidité  %
j Jeu mm
kEc,L 
Coefficient de réduction en fonction de la température du module d'Young parallèle au 
fil en compression 
kEt,L 
Coefficient de réduction en fonction de la température du module d'Young parallèle au 
fil en traction 
kv Coefficient de réduction en fonction de la température de la résistance en cisaillement 
kfv 
Coefficient de réduction en fonction de la température de la résistance en cisaillement 
parallèle au fil 
kft,L 
Coefficient de réduction en fonction de la température de la résistance en traction 
parallèle au fil 
kfc,L 
Coefficient de réduction en fonction de la température de la résistance en compression 
parallèle au fil 
kflux Coefficient de flux de chaleur pour les organes d'assemblage 
kθ Coefficient de réduction en fonction de la température 
n Nombre d'organe 
neff Nombre efficace 
q" Flux thermique  kW
t Temps min
t Longueur du talon mm
t1 Epaisseur de bois latéral mm
t2 Epaisseur de bois central mm
te Longueur d'ancrage mm
tfi Durée de résistance au feu min
tfi,d Temps de résistance au feu d'un assemblage non protégé min
treq Temps exigé de résistance au feu min
ts Epaisseur de la plaque métallique mm
tv Profondeur d'ancrage mm
u Taux d'humidité %
ulimit Glissement maximum autorisé mm
xc Epaisseur de bois carbonisé mm
 





Lettres latines majuscules 
Anet Section nette mm²
Abloc,net Section critique nette mm²
Acritique Section minimale de cisaillement mm²
Anet Section nette mm²
E0 Module d'élasticité longitudinal MPa
E90 Module d'élasticité perpendiculaire MPa
EL Module d'élasticité longitudinale MPa
ER Module d'élasticité radial MPa
ET Module d'élasticité tangentiel MPa
F Effort kN
Fcrit Force critique kN
FT contrainte limite en compression longitudinale MPa
Fv Contrainte limite en cisaillement longitudinal MPa
Fv,Rk Résistance caractéristique par plan de cisaillement des assemblages kN
Fv,eff,Rk Résistance caractéristique effective par plan de cisaillement des assemblages kN
G Module de cisaillement MPa
H  Source interne de chaleur W
l Longueur de l'organe d'assemblage mm
L Direction Longitudinale 
M  Moment N.m
My Moment plastique de l'acier N.m
P Charge N
R Direction Radiale 
Rbloc Capacité résistante en rupture de bloc kN
Rk,fi Résistance caractéristique au feu kN
Rrti Capacité résistante en cisaillement MPa
RRT-n Capacité résistante en cisaillement de la file n kN
RT Résistance de la section nette kN
T Direction Tangentielle 
T Température  K



















La réglementation française en matière de sécurité incendie a pour but d’assurer la protection des 
personnes et, dans une certaine mesure, des biens. Le secteur de la construction est régi par des règles 
variées que sont les textes législatifs et réglementaires d’une part et les textes normatifs d’autre part. 
Ces règles s’appuient principalement sur des éléments de connaissances empiriques ou sur des retours 
d’expérience. Elles ont tendance à proposer des solutions types et des calculs simples. La 
réglementation française en matière de sécurité incendie est donc descriptive et, selon les cas, à 
objectifs partiels. 
L'Ingénierie de la Sécurité Incendie (ISI), quant à elle, offre une plus grande liberté de concevoir et de 
bâtir que la prescription actuelle. Ce concept donne la possibilité d’ouvrir la sécurité incendie à une 
gestion du risque permettant, pour un niveau de sécurité donné, un choix entre diverses solutions, par 
exemple architecturales. Ce concept peut également couvrir des modifications dans l'exploitation ou 
l'architecture de l'ouvrage. L'Ingénierie de la Sécurité Incendie est définie comme étant l'application 
des principes de l'ingénierie, de règles et de jugements d'experts, fondés sur une appréciation 
scientifique des phénomènes du feu, de ses effets et du comportement humain, afin de : 
- sauver les vies, protéger les biens et préserver l'environnement et le patrimoine ; 
- quantifier les dangers et risques d'incendie et ses effets ; 
- évaluer analytiquement les mesures optimales en matière de prévention et protection 
nécessaires pour limiter, dans des niveaux prescrits, les conséquences de l'incendie. 
Le principal but de l’Ingénierie de la Sécurité Incendie est alors de vérifier les performances des 
ouvrages pour un schéma de scénarii intégrant les différents critères (résistance mécanique, 
propagation du feu…) et objectifs de sécurité incendie à atteindre.   
 
Dans le cadre d'une approche en Ingénierie de la Sécurité Incendie, la formulation et la définition de 
l’occurrence des scénarii nécessite de disposer de l'ensemble des connaissances nécessaires en ce qui 
concerne les différents éléments de construction et ouvrages, quelles que soient les actions 
mécaniques, thermiques et humaines appliquées. Lorsque certaines connaissances sont indisponibles, 
il y a alors lieu de recourir à un jugement d’expert qui doit obligatoirement être associé à une marge de 
sécurité pour compenser l'erreur possible dans l'estimation. 
Il s’agit avec une approche d’Ingénierie de la Sécurité Incendie de définir, préalablement à la 
construction d’un bâtiment ou à la réalisation de travaux, des objectifs globaux de sécurité à atteindre, 
tels que la protection des personnes, des biens, de l’environnement, des monuments historiques… Ces 
objectifs globaux peuvent se subdiviser en des objectifs plus précis, par exemple éviter le départ d’un 
feu, favoriser une détection et une alerte rapide de l’incendie, permettre une évacuation du bâtiment en 
moins de 10 minutes... La démarche ISI est donc une démarche globale permettant d'estimer le niveau 
de sécurité présenté par un ouvrage. L’ISI s’appuie également sur l’existence de critères de 
performances normalisés, ce qui permet de s’assurer que les objectifs de sécurité incendie soient 







  11   
Introduction 
__________________________________________________________________________________ 
Une connaissance précise de la réponse thermique des éléments du bâtiment exposés au feu est 
essentielle dans l’approche ISI. Elle permet une évaluation du degré des dommages thermiques 
pouvant être soutenus par les éléments de la structure exposés au feu. Ceci est particulièrement 
important si un bâtiment doit être conçu de sorte qu'il puisse être réutilisé après un feu. Par 
conséquent, une fois les objectifs de sécurité et les critères de performance définis pour le bâtiment en 
question, des scénarios d’incendie sont réalisés. Il s’agit d’identifier et de hiérarchiser, à l’aide de 
probabilité d’occurrence, les différents risques d’un système afin d’adapter le niveau de sécurité à ces 
risques. Pour cela, il faut décrire les caractéristiques du bâtiment à modéliser (types et dimensions des 
volumes, les propriétés de chaque élément composant le bâtiment : parois, ouvertures, ventilation 
mécanique…), et donner des caractéristiques à des acteurs potentiels (objets et produits combustibles 
mobiliers ou immobiliers fixés au bâtiment) qui entreront en scène lorsqu’ils répondront aux actions. 
Le rôle de ces acteurs dépendra de leurs caractéristiques et des conditions auxquelles ils se trouveront 
soumis.  
 
La prévision de la réponse thermique est donc la première étape dans l'évaluation de la réponse 
mécanique de la structure, et finalement dans l’évaluation du potentiel de défaillance de la structure et 
de la propagation du feu. Ainsi, l’approche ISI intègre une notion de résistance au feu « infinie » 
visant à satisfaire une stabilité de la structure pendant toute la durée du feu associée aux scénarios 
d’incendie retenus. Selon l’approche classique, l’étude du comportement au feu des structures est 
effectuée, élément par élément sous incendie normalisé. L’Ingénierie de la Sécurité Incendie permet, 
par contre, d’évaluer numériquement le comportement des structures sous incendie « naturel », en ne 
se limitant plus aux éléments individuels, mais au contraire en traitant la structure dans sa globalité. 
Elle prend donc en compte les comportements mécaniques des interactions entre les éléments de 
construction (mur – structures, plancher – structures, structures – verre, structures – structures). 
 
Des travaux expérimentaux et modélisations permettent l'acquisition de connaissances nécessaires à 
l’évaluation de la résistance au feu d’une structure, même si, pour certains d'entre eux, ils ne peuvent 
pas répondre en totalité aux questions posées en raison de l'importance des investigations qui seraient 
nécessaires. Le bois est le matériau structurel pour lequel les travaux relatifs aux propriétés et les outils 
de simulation sont les moins nombreux. La diversité des essences de bois et la grande difficulté de 
maîtrise des caractéristiques du matériau rendent difficile la synthèse des informations et le 
développement de modèles généralisés. Quelques études ont porté sur le comportement au feu des 
poutres et des poteaux de structures en bois [SCH 84]. Cependant, la détermination de la résistance au 
feu des structures en bois implique, entre autre, la connaissance de l’évolution des caractéristiques des 
interactions (résistance et rigidité) entre les poutres et les poteaux. Dans le cadre du développement 
des règles de dimensionnement de l’Eurocode 5 partie 1.2 « comportement au feu des structures bois » 
[EU52 02], des essais de caractérisation ont été réalisés sur les assemblages par pointes [NOR 96]. 
Quelques études ont également porté sur les assemblages brochés ([DHI 99], [BUC 00], [KON 01]). 
Toutefois, ces évaluations du comportement au feu des assemblages ont été réalisées sous actions 
thermiques conventionnelles et n'ont pas fait l'objet d'études de modélisation numérique.  
 
L’introduction d’une approche ISI pour le calcul des structures en bois soumises au feu requiert donc 
la mise en place d’études de modélisation numérique des assemblages. La diversité des organes 
d’assemblage des structures bois implique la détermination d’un domaine de définition (typologies 
d’assemblage / actions). Les assemblages brochés notamment présents au sein de nombreuses 
structures en bois peuvent constituer une première approche. Ils font donc l’objet de cette étude.  
L’absence de modèles numériques existants amène dans un premier temps à étudier les assemblages 
sous actions thermiques conventionnelles. La validation de ces derniers est alors faite à l’aide d’essais 
conventionnels au cours desquels l’action thermique est correctement définie. L’introduction d’actions 
thermiques de type « feux naturels » constituerait alors l’étape suivante. 
Au sein d’une structure, les assemblages sont sollicités par trois actions mécaniques qui sont :  
- un effort normal ; 
- un effort tranchant ; 
- un moment de flexion.  
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Or, comme le montre la littérature sur ce sujet, l’approche du comportement mécanique des 
assemblages à froid est complexe. Par conséquent, il apparaît opportun dans une première étape 
d’étudier le comportement au feu des assemblages sous actions mécaniques longitudinales.  
En résumé, cette étude constituant une première étape dans une approche ISI, son principal objectif est 
de définir un modèle numérique sur les assemblages brochés en double cisaillement sollicités par un 
effort longitudinal et une action thermique conventionnelle de type ISO R834. Ce modèle doit 
permettre de décrire l’évolution de la résistance et de la raideur des assemblages en fonction de la 
température. Ainsi, l’introduction de ces caractéristiques au niveau des interactions entre les éléments 
de structures permettra  de décrire le comportement des structures sous incendie. 
 
Cette étude consiste donc en la détermination d’un modèle thermomécanique tridimensionnel par la 
méthode des éléments finis.  
La première partie de cette étude constitue une prise de contact avec le comportement complexe des 
assemblages de type tige. A froid, les assemblages ont fait l’objet de nombreuses études notamment 
sur la phénoménologie à l’enfoncement de la tige métallique dans le bois ([ROW 82], [KHA 99]). 
L’analyse de la répartition des efforts entre les organes est également bien connue. Dans un second 
temps, il s’avère qu’à chaud, la majorité des études porte sur la détermination des propriétés 
thermophysiques et mécaniques des matériaux en fonction de la température. L’étude des assemblages 
est alors limitée à des démarches expérimentales ou des modèles analytiques basés sur la théorie de 
Johansen introduisant des coefficients de réduction des propriétés en fonction de la température [POV 
02]. Ces modèles ne donnent pas d’informations sur les champs de contraintes ou la répartition des 
efforts entre les organes. L’approche réglementaire basée sur quelques études expérimentales aussi 
bien à froid qu’à chaud est ensuite exposée.   
 
L’objectif fondamental s’avère donc de pouvoir décrire la durée de résistance au feu, la résistance 
mécanique, la raideur mais également les champs de contraintes en fonction des champs thermiques au 
sein de l’assemblage. Ainsi, la seconde partie présente tout d’abord les modèles mis en place pour 
décrire le comportement à froid des assemblages de structures bois. Les hypothèses (au niveau du 
matériau bois, des interfaces…) prises en considération dans ces modèles sont alors transposées dans 
le modèle thermomécanique réalisé avec le logiciel Marc Mentat. La constitution de ce modèle se 
déroule en trois étapes. La première est l’élaboration d’un modèle mécanique non linéaire à champ 
thermique constant. Son objectif est de décrire le comportement des assemblages en terme de 
résistance mais également de rigidité d’assemblage. La deuxième étape consiste en la mise en place 
d’un modèle thermique. Il a pour objectif de décrire les champs thermiques que ce soit dans le bois ou 
dans les organes d’assemblage. Enfin, l’intégration de ces champs dans le modèle mécanique constitue 
la troisième étape. Le maillage élaboré, qui doit à la fois retranscrire les champs thermiques et 
mécaniques, a fait l’objet d’une étude paramétrique notamment pour les organes d’assemblage. Des 
études de sensibilité pour les modèles mécaniques à champ thermique constant et thermique sont 
également exposées. 
Dans la dernière partie, les modèles décrits précédemment sont validés par des essais. Deux types 
d’essais sont alors présentés : des essais à froid et des essais de résistance au feu. Afin d’étudier les 
interactions de déformations et de contraintes, l’effet de chaque paramètre mis en jeu (épaisseur de 
bois …) doit tout d’abord être étudié. C’est pourquoi, une étude portant sur les assemblages unitaires a 
été réalisée. Une comparaison avec la théorie de Johansen est alors faite. Les champs de contraintes et 
la rigidité des assemblages sont analysés. Les résultats obtenus sont alors étendus à des assemblages 
multiples en double cisaillement. Il est apparu à froid que le passage d’un assemblage unitaire à un 
assemblage multiple nécessitait la prise ne compte d’un nombre effectif. A chaud, ce phénomène est 
également étudié. Il est couplé à l’étude des champs de contraintes.  
Enfin, une approche multiparamètre est décrite. Il s’agit d’élaborer des relations entre différents 
paramètres tels que la durée de résistance au feu, le taux de chargement et l’épaisseur de bois mis en 
jeu. Ces dernières sont une première approche de dimensionnement pour les configurations 
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I. Comportement à froid 
 
I.1. Comportement général des assemblages  
 
Une liaison est définie comme l’ensemble des composants assurant le transfert des effets des actions 
appliquées entre les éléments d’une structure. Dans de nombreux cas, ce transfert  s’effectue à l’aide 
de différents modes de liaison tels que les assemblages traditionnels par embrèvements, les 
assemblages collés ou les assemblages mécaniques. Ces différents modes  peuvent être utilisés seuls 
ou en combinaison selon la compatibilité des déformations.   
Les assemblages mécaniques mettent en œuvre : 
–    soit des organes de type « tige », pour lesquels le transfert des efforts est assuré par la 
résistance à l’écrasement du bois, ainsi que par la résistance en flexion des tiges. Cette 
catégorie regroupe principalement les clous, les broches, les boulons et les vis ; 
–    soit des assembleurs, pour lesquels le transfert des efforts est essentiellement 
conditionné par le comportement du bois, mobilisé sur un plus grand volume situé en 
surface. Les anneaux et crampons correspondent à ce type d’organe, tout comme les 
systèmes de plaques métalliques dentées.  
Seuls les assemblages mécaniques par tige, représentant la famille la plus importante dans la 
construction bois, font l’objet des travaux présentés dans ce document.  
 
Il existe un plan de cisaillement chaque fois qu’une face d’une pièce en contact avec une autre est 
traversée par un organe. Ainsi, un assemblage peut être en simple cisaillement (deux pièces sont 
assemblées), en double cisaillement (la tige traverse deux plans de cisaillement, trois pièces sont alors 
assemblées) ou en cisaillement multiple (plus de trois pièces sont assemblées) (figure A.1). 




















Figure A.1 : Configurations types d’assemblages : (a) bois-bois, (b) bois-métal 
   
 
Par rapport au comportement interne des liaisons, il faut distinguer : 
- les assemblages bois-bois dont les caractéristiques géométriques sont définies tels que 
t1/ d soit compris entre 4 et 10 et t2/t1 entre 1 et 2 ; 
- les assemblages bois-métal dont l’épaisseur ts est comprise en général entre 0,5d et d. 
Un plan de 
cisaillement 
Un plan de 
cisaillement 
Quatre plans de 
cisaillement 
Quatre plans de 
cisaillement 
Double cisaillement 
Deux plans de 
cisaillement 
t1 t1t2
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Les assemblages bois-métal sont très fréquents car ils réduisent fortement l’encombrement par rapport 
aux assemblages bois-bois améliorant de cette manière l’esthétique de la structure. 
Les évolutions force-déplacement sont données sur la figure A.2. Elles montrent principalement que 
les assemblages bois-métal ont une rigidité moins importante et une ductilité plus importante que les 









   
   
   
   

















Figure A.2 : Courbe type force –déplacement  
 
Parmi les organes de type tige, cette étude aborde le comportement des liaisons par boulons et broches. 
Dans la construction bois, le diamètre de ces organes est compris entre 12 et 30 mm. Ils se distinguent 
par le jeu de perçage qui est nul pour les broches et compris entre 1 et 2 mm pour les boulons. De plus, 
ces derniers mettent en jeu un écrou et une rondelle tridimensionnelles faisant ainsi apparaître un effort 
normal au sein de la tige. Cet effort n’existe pas au sein des broches. L’assemblage par broche 






















Figure A.3 : Comportement expérimental d’assemblages sollicités en traction longitudinale selon 
le type d’organe 
Cependant, les broches assurent un faible maintien des éléments d’assemblage. Selon la typologie de 
la liaison et la nature des actions appliquées, il peut être nécessaire d’associer aux assemblages 
brochés quelques boulons afin de garantir la pérennité et le fonctionnement de la liaison.  
 
Pour des organes de section transversale indéformable, le transit de la charge s’effectue par contact sur 
une surface cylindrique. Dans la direction longitudinale de l’organe, la tige peut être considérée 
comme une poutre sur appuis élastiques sollicitée par des efforts de contact répartis de façon non 
uniforme. Le comportement en flexion constitue donc une caractéristique déterminante sur le 
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En résumé, les performances mécaniques des modes d’assemblage sont fonction de multiples 
paramètres qui peuvent être classés de la manière suivante : 
– les caractéristiques des pièces à assembler (l’essence dont dépend la résistance en portance 
locale et le module d’élasticité du bois) ;  
– les caractéristiques du mode d’assemblage c’est-à-dire la résistance et le module     
d’élasticité des éléments métalliques ainsi que le diamètre et l’élancement géométrique de 
l’organe d’assemblage ; 
– la mise en œuvre, la géométrie, l’épaisseur des pièces assemblées, la mise en place avec 
ou sans pré perçage, et perçage avec ou sans jeu (la pose sans pré perçage s’applique 
uniquement aux clous de petits diamètres et pour les bois résineux), l’effet de 
l’hygroscopie ; 
– le type de chargement à transmettre et sa durée. 
 
I.2. Comportement intrinsèque des matériaux 
  
I.2.1. Le matériau bois : organisation structurale 
 
De part son origine naturelle, le bois est considéré comme un matériau vivant. Par conséquent, son 
organisation et sa structure conditionnent ses propriétés mécaniques. Ainsi, la coupe transversale du 
tronc d’un arbre montre une succession de couches concentriques d’accroissement annuel appelées 
cernes. Ce bois est formé de différents tissus ayant des fonctions différentes. Le tissu servant de 
soutien est appelé la lignine. Elle est composée de cellules allongées parallèles groupées en faisceaux 
appelées fibres. Ces fibres sont orientées dans le sens du tronc de l’arbre en définissant le sens du fil. 
De part la structure même du matériau, deux autres directions transversales peuvent être définies. La 
première appelée direction radiale coïncide avec la normale aux cernes. La deuxième appelée direction 
tangentielle correspond à une direction tangentielle aux cernes. Il est commun de considérer ces trois 
axes de symétrie géométrique comme des axes de symétrie matérielle en considérant une hypothèse de 





L = direction longitudinale 
R = direction radiale 
T = direction tangentielle 
 
Figure A.4 : Directions principales d’un échantillon de bois  
 
Cette constitution engendre une forte orthotropie du bois (tableau A.1). Une forte variabilité de ses 
propriétés mécaniques est également induite par l’origine naturelle du matériau. Le coefficient de 
variabilité est d’environ 10% pour les comportements dits ductiles et compris entre 20 à 30% pour les 
comportements fragiles.  
  
Essence E0  E90  G  fc,0  fc,90  ft,90  fv  
Pin Sylvestre 16015 960 865 47   10 
Epicéa 11800 715 745 48,1 4,9 1,9 8,28 
Douglas 16000 905 900 64,1 10,5 2,5 10,2 
* Les valeurs en gris clairs sont issues des essais de Bocquet [BOC 97] 
** Les valeurs en gris intermédiaires sont indiquées par Guitard [GUI 87] 
         *** Les valeurs en gris foncé sont indiquées par Bodig [BOD 73]  
**** Les valeurs en blanc sont indiquées dans la référence [CRI 06]  
Tableau A.1 : Caractéristiques intrinsèques des résineux en MPa 
I.2.2. Résistance en cisaillement  du bois 
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La rupture du bois en cisaillement dépend de la direction de chargement. En effet, l’atteinte de la 
résistance en cisaillement selon les directions LR et LT se traduit par une décohésion des trachéides. 
Cette séparation se réalise de manière brutale. La rupture est donc fragile. Ce type de rupture est 
fréquent au sein des assemblages de type tige. Le deuxième type de faciès de rupture rencontré, 
notamment dans les assemblages entre éléments dont les directions de fil sont croisées, correspond à 
un écrasement et un cisaillement perpendiculairement à l’axe des trachéides. Ce phénomène 
correspond à l’atteinte de la résistance en cisaillement suivant les plans RL et RT. Cette résistance est 
3 à 4 fois supérieure à celles sur les plans LR et LT.  
 
I.2.3. Comportement mécanique parallèle au fil 
 
Dans le sens du fil, le bois sollicité en traction se caractérise par un comportement élastique fragile 
(figure A.5 (a)). En effet, au niveau local, la rupture se propage au sein des trachéides qui ont subi une 
élongation. De manière quantitative, la résistance en traction longitudinale est, en général, deux fois 
plus élevée que la résistance en compression longitudinale. Cette constatation peut s’inverser lorsqu’il 











(a) loi σ-ε                                                                (b) flambement des fibres 
 
Figure A.5 : Comportement parallèle au fil du bois 
 
La rupture du bois sollicité en compression longitudinale correspond en réalité au flambement de 
paquets de fibres comme le montre la figure A.5 (b). Il s’agit alors d’une rupture ductile. 
Le module d’élasticité longitudinal déterminé en compression est en général équivalent à celui en 
traction.   
I.2.4. Comportement mécanique perpendiculaire au fil 
 
La résistance en traction perpendiculaire au fil est une caractéristique déterminante dans la 
construction bois. En effet, pour ce type de sollicitation, le bois présente une résistance très faible 
ayant une grande variabilité. La rupture est due à une décohésion des trachéides. Elle est donc de type 
fragile. La résistance en traction perpendiculaire est fortement diminuée par des défauts tels les nœuds 
et les fentes. Contrairement au comportement en traction perpendiculaire, celui en compression est 
ductile (voir figure A.6). En effet, les fibres sont écrasées sous l’action de la sollicitation. La charge 
maximale est atteinte quand la capacité d’écrasement des fibres est atteinte. La déformation est alors 























Figure A.6 : Comportement  perpendiculaire au fil du bois 
 
Le module d’élasticité transversale est beaucoup plus faible que dans la direction longitudinale. 
L’hypothèse d’un module identique en traction et en compression peut être formulée.  
 
I.2.5. Comportement des organes d’assemblage 
  
I.2.5.1. Caractéristiques mécaniques  
 
Dans la majorité des cas, le matériau utilisé pour les organes d’assemblage est l’acier. Ce choix est 
basé sur plusieurs critères dont son faible coût et ses performances mécaniques. L’optimisation des 
structures et des coûts implique une utilisation croissante d’acier à forte limite élastique.  
Les propriétés de l’acier utilisé pour les boulons et les broches sont données dans le tableau A.2.   
 
   Classe du boulon 4.6 4.8 5.6 5.8 6.8 
fy (MPa) 240 320 300 400 480 
fu,k (MPa) 400 400 500 500 600 
Tableau A.2 : Limite élastique fy et résistance en traction fu,k des boulons ordinaires 
 
I.2.5.2. Flexion de la tige  
 
Dans un assemblage par tiges, le bois exerce sur la tige des charges radiales. Ces dernières 
correspondent au chargement qui engendre les déformations les plus importantes sur la tige. 
L’élancement important des tiges et les courbures qu’elles adoptent permettent d’assimiler leur 
comportement à celui des éléments mécaniques décrits par la théorie des poutres. Selon le type de 
sollicitation, la tige est sollicitée en flexion simple ou déviée. Le suivi de la déformation d’un boulon 
de diamètre 12,5 mm au sein d’un assemblage bois-bois en double cisaillement met en évidence son 
comportement en flexion au cours d’un chargement en traction. Le boulon est équipé de deux 
rondelles qui assurent le maintien en contact des pièces au montage et pendant le chargement. La 
figure A.7 montre la courbure prise par la tige au sein de l’assemblage. Cette déformée du boulon peut 
être assimilée à celle d’une poutre. L’importante flexion de la tige ne peut se produire que par 
l’enfoncement du bois. La pression qui s’exerce le long de la tige n’est donc pas constante. 
 
t1 = 37,5 mm 
t2 = 2.t1 
Fu = 525 MPa 
d = 12,5 mm 
j= 0,4 mm 
Figure A.7 : Evolution de la courbure d’une tige en fonction du chargement (F) pour un 
assemblage bois-bois en double cisaillement 
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Ce déplacement de la tige s’accompagne d’une répartition du moment de flexion non constante 
(figure A.8). 
 
Figure A.8 : Evolution du moment de flexion de la tige en fonction du chargement (F) pour un 
assemblage bois-bois en double cisaillement 
 
La figure A.8 montre que le moment plastique ultime est atteint pour un chargement supérieur à 8,5 
kN. La plastification complète de la section aboutit à la création d’une rotule plastique. Cette notion 
indique que la section permet alors la rotation de la tige sans augmentation de l’effort. Ce type de 
comportement est observable si l’acier a un caractère écrouissable très peu marqué. Dans le cas 
contraire, après avoir atteint la limite de plastification My, l’évolution du moment se poursuit mais au 
dépend d’une courbure très importante. La progression de la plasticité au sein de la tige et 
l’écrasement du bois libèrent peu à peu l’état hyperstatique d’équilibre de la tige. L’apparition d’une 
rotule plastique confère à l’assemblage un nouvel état d’équilibre. Ce dernier correspond à une 
nouvelle rigidité plus faible de l’assemblage. Le caractère écrouissable de l’acier permet d’augmenter 
la rigidité après l’atteinte de la charge limite.           
 
I.3. Comportement en portance locale du bois 
 
I.3.1. Portance longitudinale 
 
Afin d’illustrer le comportement du bois en présence d’un cylindre métallique de 20 mm de diamètre, 
une approche expérimentale sur des éprouvettes de dimensions 75x110x25 mm3 montre que 
l’accroissement de la surface de contact entre le bois et la tige implique une augmentation de la rigidité 
de la portance (figure A.9). Dans un premier temps, la phase de mise en contact se traduit par une 
augmentation de la rigidité. Cette rigidité notée K0 caractérise la portance du bois. La fin de cette 
phase correspond à une rigidité constante. A ce stade, des déformations irréversibles se sont produites. 
La structure intime du bois a alors été touchée.  
 
 
Figure A.9 : Comportement expérimental d’enfoncement parallèle au fil du bois  pour de 
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A la suite de l’essai d’enfoncement, deux zones se distinguent visuellement. Au contact de la broche, 
une première zone de bois semble adhérer à la surface métallique tandis qu’en profondeur les fibres du 
bois se plissent. Une diminution de volume se produit puis cette zone progresse et s’étend dans la 
direction de l’effort. Ce phénomène correspond à la densification.  
De part et d’autre de cette première zone, le bois n’adhère plus à la tige métallique. Les fibres 
cherchent à la contourner en glissant et en se densifiant latéralement. Cette densification latérale se 
poursuit tant que le passage de la broche n’est pas établi. Dans cette zone, les fibres sont écrasées 
perpendiculairement à leur direction. Les parois des trachéides constituant les fibres se rapprochent et 
s’aplatissent. L’atteinte de cette phase de déformations intenses correspond sur la figure A.9 à 
l’apparition d’une rigidité nulle voire légèrement négative.  
 
La déviation des fibres observée autour de la tige métallique met en évidence le phénomène de 
frottement à l’interface bois / métal. Son effet a été analysé à partir d’une modélisation par éléments 
finis avec les hypothèses d’élasticité, d’isotropie transverse et d’essence de bois résineux tel l’Epicéa 
[WIL 81]. Ainsi pour un coefficient de frottement variant de 0 à 0,7, la contrainte radiale maximale est 
réduite de 25% (figure A.10). Cette réduction est associée à une augmentation de la surface de contact.  














Figure A.10 : Effet du frottement sur la contrainte radiale  
Des études plus récentes [KHA 99] mettent en évidence le fait que la présence de frottement diminue 
la contrainte maximale de compression parallèle au fil d’environ 15 %. Ceci se traduit comme le 
montre la figure A.11 par l’apparition d’une zone de compression perpendiculaire autour du boulon 
plus étendue.  
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La variation du jeu diamétral entraîne une modification de la surface en contact. L’influence de celui-
ci a été étudiée à l’aide d’essais. Des jeux compris entre 0,08 mm et 1,1 mm ont été simulés. La 
première remarque issue des résultats de la figure A.12 est qu’une augmentation du jeu diamétral de 
0,08 mm à 1,1 mm implique une diminution de la surface de contact d’environ 75%. Inversement, la 















  β (°)
  
Figure A.12 : Effet du jeu diamétral (j) sur la pression radiale pour de l’Epicéa 
 
Dans la phase pseudo élastique, la broche subit de la part du bois une pression sur une partie de sa 
périphérie. Pour mettre en évidence ce phénomène de poussée latérale, des essais de poinçonnement 
par un cylindre métallique ont été réalisés [BOC 97]. Ainsi, il apparaît que, dans le sens longitudinal, 
le bois dispose d’une capacité de déformation très importante. L’effet de la poussée latérale est faible 
devant la résistance en traction perpendiculaire. De la même façon, des essais de poinçonnement par 
une bille métallique ont également montré que les caractéristiques du bois dans la direction 
perpendiculaire au fil participent à la portance longitudinale.  
Afin d’étudier les effets de l’état de surface du contact bois métal, des essais d’enfoncement  ont été 
réalisés jusqu’à la rupture pour différents diamètres et différents coefficients de frottement [RODD 
88]. De ces essais, il apparaît que le coefficient de frottement a une influence importante sur le rapport 
de la poussée latérale à l’état limite de plastification du bois et l’effort produit dans un essai de rupture 
en traction perpendiculaire. Une rupture fragile sans phase ductile correspondant à une poussée 
latérale importante a été observée. Cette poussée latérale est due à la présence d’une adhérence faible 
entre le bois et le métal. Ce rapport varie légèrement avec le diamètre de la tige métallique. Ceci 
implique que la poussée latérale augmenterait avec le diamètre. La poussée latérale n’est donc pas 
totalement absorbée par les seules capacités résistantes des pièces en bois. Les conditions limites 
influencent de manière déterminante le transfert et la diffusion des efforts. Enfin, les modes de rupture 
pour les deux cas de frottement extrêmes sont différents. Dans le cas d’un frottement élevé, les 
ruptures surviennent en compression longitudinale. Pour un frottement faible, les fibres sont déviées et 
subissent de la compression perpendiculaire.  
Des essais de compression perpendiculaire ont alors permis d’établir une relation entre le diamètre de 
la tige métallique et la résistance en portance locale. Plus le diamètre de la tige métallique diminue, 
plus la résistance en portance locale augmente. La relation suivante a été établie à l’aide d’une 
approche expérimentale réalisée pour des diamètres de tige compris entre 8 et 20 mm [SAW 02] : 
 85,36128,00, +⋅−= dfh                                            (A.1) 
Cette équation met en avant le fait que l’augmentation du diamètre des organes implique une 
diminution de la résistance en portance du bois. En effet, l’augmentation du diamètre des organes 
induit une augmentation de la pression latérale. Cette augmentation induit une rupture de fibres plus 
rapide ou un écrasement des fibres augmentant avec la surface en contact.   
Cependant, une corrélation entre la résistance en portance locale et la densité du bois est également 
apparue. De ce fait, des relations reliant la portance locale longitudinale et le diamètre de l’organe ont 
été établies. Par exemple, pour les essences de résineux, Werner a défini la relation suivante : 
ρ⋅⋅−⋅= )010,01(082,00, dfh         (A.2) 
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I.3.2. Portance transversale 
 
Des essais du même type que ceux pour l’enfoncement parallèle au fil ont été analysés [BOC 97]. 
L’écrasement des aspérités créées lors du perçage explique l’établissement progressif d’une phase de 
mise en contact puis de l’augmentation de la raideur. Cette raideur est par la suite quasiment constante. 
Une décharge montre que le bois se comporte de manière élastique. La poursuite de l’essai avec un 
rechargement de l’éprouvette montre une raideur qui diminue progressivement jusqu’à devenir 
constante. L’inflexion de la courbe indique que le bois a subi des déformations irréversibles. Les fibres 
situées sous la broche se sont densifiées progressivement dans le sens perpendiculaire au fil du bois. 
Pour suivre la déformation, elles sont obligées de s’allonger mettant alors en jeu de la traction 
longitudinale. Les fibres se rompent de part et d’autre de la tige au fur et à mesure de l’enfoncement. 
Ces ruptures sont dues à de la traction perpendiculaire et du cisaillement. Elles impliquent également 
une augmentation continue de l’effort en fonction du glissement lorsque le seuil plastique est atteint. 
La figure A.13 illustre ceci en mettant également en évidence que la pente de la courbe après 
plastification diminue lorsque le diamètre augmente.  













Figure A.13 : Relation entre la portance (fh) et le glissement (g) 
 
Comme pour la portance longitudinale, le diamètre des organes et la densité du bois influent sur la 
portance transversale. Une relation linéaire a été établie (équation A.3).  
ρ⋅⋅−⋅= )015,01(058,090, dfh                                                 (A.3) 
 
I.3.3. Portance hors des axes d’orthotropie 
 
Compte tenu de la géométrie complexe des structures, les assemblages ne sont que très rarement 
soumis à des sollicitations simples telles que de la compression ou de la traction longitudinale ou 
perpendiculaire. Dans ce cas, la définition du seuil limite expérimental de la portance hors des axes 
d’orthotropie s’avère délicate [KOP 91]. Pour cette raison, la portance hors des axes d’orthotropie est 
rarement définie expérimentalement.  
Les directions longitudinale et perpendiculaire sont respectivement les directions de portance 
maximale et minimale. La portance pour un angle donné est donc comprise entre ces deux valeurs 
limites. La solution d’une interpolation entre ces deux limites est, de ce fait, retenue. La formule 
d’Hankinson  simplifiée et adaptée à un matériau élastique isotrope transverse comme le bois donne 








       (A.4) 
Le paramètre n est compris entre 1,5 et 2 en traction et 2 et 2,5 en compression.  
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I.4. Comportement d’un assemblage unitaire 
 
I.4.1. Théorie de l’analyse limite 
 
L’analyse du comportement des organes d’assemblage a amené au développement de méthodes et 
d’outils permettant d’estimer la résistance ultime des assemblages. Dans cet objectif, l’adaptation de la 
théorie de l’analyse limite aux assemblages a été faite entre autre par Johansen [JOH 42].  
L’objectif de la théorie de l’analyse limite est de déterminer l’effort qui permet d’atteindre la fin du 
domaine de fonctionnement élastique de l’assemblage. Le principe général de la méthode consiste en 
la détermination du mode de déformations cinématiques engendrant un effort minimal sur les pièces 
de l’assemblage. Cet effort définit une capacité limite de l’assemblage. Son principal inconvénient est 
qu’elle ne donne aucune indication sur la raideur de l’assemblage. De plus, l’utilisation de la théorie 
de l’analyse limite induit la prise en considération de deux hypothèses. La première consiste à retenir 
un comportement rigide plastique parfait pour l’acier. Ceci implique qu’au sein de l’assemblage seuls 
les déplacements rigides entre les rotules plastiques de la tige sont pris en compte. L’utilisation d’un 
comportement rigide plastique parfait pour le bois constitue la deuxième hypothèse. Ce comportement 
néglige le caractère écrouissable du matériau lorsque celui-ci est sollicité hors du sens du fil. 
En considérant des assemblages en double cisaillement, leur capacité résistante par plan de 
cisaillement et par organes est donnée par les équations suivantes. Elles sont issues d’équations 
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Cette théorie engendre différents modes de rupture pour une même configuration d’assemblage en 
double cisaillement. Ainsi, en général, pour un assemblage de type bois-bois, trois modes de ruine sont 
observés (figure A.14). Le premier mode noté mode I consiste au déplacement sans flexion de la tige. 
Le bois atteint sa plastification dans l’une des deux pièces. Le mode II intervient quand la charge 
appliquée est plus grande que celle de la rupture pour le mode I. Ce mode correspond à l’apparition 
d’une seule rotule plastique au niveau de la tige. Lorsque plusieurs rotules s’initient, ce mode de 
rupture est qualifié de mode III. L’apparition de l’un de ces modes de ruine est fortement liée au 
rapport de l’épaisseur de la plus importante des pièces en bois sur le diamètre de la tige. Ce rapport est 
appelé l’élancement de la tige. 






 Mode I Mode II Mode III
Figure A.14 : Modes de rupture des assemblages bois-bois  
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Des modes de rupture similaires sont observés pour les assemblages bois-métal.   
 
La représentation graphique du modèle de Johansen pour des assemblages bois-bois est donnée sur la 
















Figure A.15 : Représentation graphique du modèle de Johansen pour des assemblages bois-bois 
en double cisaillement avec fh1 = fh2 = fh et My = d3.fy/6 
 
D’après les équations issues de la théorie de Johansen, la capacité de  flexion de l’organe et la 
résistance en portance locale du bois sont les deux principaux critères influant la capacité résistante de 
l’assemblage.  
Une courbe typique de l’évolution de la portance (σh) en fonction du glissement (δ) de l’assemblage 












Figure A.16 : Courbe type de la loi de comportement F(δ) des assemblages 
 
Cette courbe montre une réponse non linéaire de l’assemblage. Foschi décrit la courbe de la figure 








hh ek       (A.8) 













t1 = épaisseur de l’élément de 
bois latéral 
t2 = épaisseur de l’élément en 
bois central 
fh = portance du bois 
fy = limite élastique de 
l’organe 
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Blass a étendu l’équation A.8. La résistance en portance n’est alors pas prise en considération. Seul 

















Figure A.17 : Courbe force-déplacement issue du modèle de Blass 
  
I.4.2. Modèle de poutres sur appuis continus 
 
La théorie d’une poutre sur appuis élastiques peut être appliquée aux assemblages bois. En effet, la 
compatibilité des déformations entre le bois et l’acier amène naturellement à approcher leur 
comportement à celui d’une poutre sur appuis. Cette analogie comportementale a donné lieu à 
différents développements. La plupart sont basés sur le modèle de Winkler. Ce modèle intègre une 
relation linéaire entre la réaction (r(x)) de la fondation et la flèche de la tige (w(x)) (équation A.10).  
 ( ) ( )xwKxr ⋅= 0                                                               (A.10) 
La raideur d’enfoncement K0 varie par tronçon au cours du chargement. Elle est obtenue à l’aide 
d’essais d’enfoncement.   
 
La pénétration de la plasticité au cœur de la section de la tige est prise en compte en supposant une loi 
élasto-plastique écrouissable. La loi moment-courbure non linéaire est donc obtenue par intégration 
des moments élémentaires sur la section de diamètre d. Ces hypothèses conduisent à l’établissement 
d’une équation différentielle considérant l’effort normal. Elle est résolue en discrétisant la tige en n 
tronçons à inertie constante.  
 ( )
( )
















               (A.11) 
avec ( )SSii IEdKµ ⋅⋅⋅= 404 ,  
        Ni l’effort normal dans le tronçon i, 
       (ES.IS)i la rigidité en flexion de la tige pour le tronçon i. 
 
Ce modèle est capable de décrire l’évolution du glissement de l’assemblage dans des configurations 
simples. Il permet également de prévoir le seuil limite pour lequel l’assemblage change de mécanisme 
de fonctionnement. Il est toutefois difficile d’introduire dans ce modèle des conditions limites telles 
que la présence de rondelles et d’écrous en tête de tige, l’épaisseur des plaques métalliques…  
 
En résumé, ce modèle permet d’estimer la raideur et la charge limite en intégrant les dimensions et les 
caractéristiques des matériaux pour un assemblage unitaire. Néanmoins, il ne détermine pas un seuil 
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I.4.3. Influence de la longueur du talon  
 
La théorie de l’analyse limite est basée sur le principe de la compatibilité des déformations de 
l’assemblage. C’est pourquoi, plus un assemblage comporte d’organes, plus sa capacité de 
déformation doit être importante pour atteindre un seuil de plastification des organes sans risquer 
l’éclatement du bois. Toutefois, même pour des assemblages ayant un nombre d’organes réduit, le 
risque de rupture prématurée du bois avant l’atteinte de la limite élastique des organes n’est pas nul. 
Pour éviter ce risque, le premier paramètre étudié est la longueur du talon. En effet, il apparaît que 
cette dernière a une influence très marquée sur la capacité à atteindre la résistance à l’enfoncement du 
bois [YAS 87]. La mise en place d’une longueur de talon supérieure à 5d pour des élancements de tige 
inférieurs à 4d  s’avère nécessaire (figure A.18). Pour des élancements supérieurs à 4d, la longueur 
















Figure A.18 : Effet du talon sur la capacité maximale d’assemblages unitaires bois-métal en 




D’autres études [WIL 81] remarquent que lorsque la longueur de talon est diminuée, une augmentation 
de la surface de contact est observée. Ceci conduit à une diminution de la contrainte radiale dans la 
zone de contact. Ce phénomène est provoqué par la réduction de la rigidité générale de l’extrémité de 
la pièce en bois. Dans le même temps, diminuer la longueur du talon implique une augmentation de la 
concentration de contraintes de cisaillement et de traction perpendiculaire dans le talon. Une distance 
minimum de 4d semble être la distance minimum pour éviter une rupture du talon par cisaillement et 
de traction perpendiculaire. En effet, des études numériques ont montré que pour des distances 
inférieures, la rupture était amorcée par une concentration de contraintes perpendiculaires au niveau du 
talon.      
 
I.5. Mécanique des liaisons 
 
I.5.1. Interaction entre les organes 
 
La détermination de la charge ultime d’un assemblage unitaire est une étape importante dans la 
définition de la capacité ultime d’un assemblage comportant plusieurs tiges. Cependant, l’évaluation 
de cette capacité résistante nécessite la connaissance du fonctionnement en concomitance de plusieurs 
organes de type tige. En effet, la capacité résistante d’un assemblage avec n organes ne se résume pas 
à la capacité résistante de l’assemblage unitaire multiplié par n. Ainsi, Doyle a étudié les lois force-
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Les lois force-glissement ont ensuite été comparées comme le montre la figure A.19.  






















Figure A.19 :  Evolution de la force (F) en fonction du glissement (g) selon le nombre d’organes 
d’un assemblage sollicité en traction  
 
La première conclusion est que la contrainte ultime par organe dans un assemblage en comprenant huit 
est comprise entre 60 et 80 % de la contrainte ultime de l’organe dans un assemblage unitaire. La 
seconde conclusion est que les assemblages avec huit organes ont des glissements à la limite 
proportionnelle deux à trois fois plus importants que les assemblages unitaires.  
De ces remarques peut être déduite la répartition non-uniforme de l’effort appliqué à l’assemblage 
entre les organes. Ainsi, des études  dans le domaine élastique ([BOC 97], [WIL 81], [MOSS 97]), 
pour des assemblages sollicités parallèlement au fil, montrent que les tiges situées aux extrémités sont 
les plus chargées. Yasumura [YAS 00] a constaté le même phénomène pour une sollicitation 
perpendiculaire au fil. La distribution des contraintes perpendiculaires au niveau de la file est la même 
pour l’organe le plus proche du talon que l’assemblage ne comporte qu’un seul, deux ou trois organes 












                                                                                        
 
 












(a) un organe (b) deux organes (c) trois organes 
Figure A.20 : Evolution de la contrainte perpendiculaire au fil selon l’axe x 
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Concernant les plans de cisaillement, les plans situés les plus à l’extérieur de l’assemblage sont 
également les plans qui reprennent les charges les plus élevées. Pour un seuil de glissement donné, 
l’évaluation de la charge transmise par l’assemblage nécessite la définition précise de la distribution 
des efforts entre les tiges. Plusieurs recherches ont donc été réalisées dans l’objectif de déterminer la 
répartition des efforts entre les tiges d’un assemblage.  
Dans un premier temps, l’assemblage était constitué d’une file de plusieurs organes. Un assemblage en 
double cisaillement composé d’une pièce centrale en bois et de deux pièces latérales pouvant être en 
bois ou en acier a été modélisé. Toutes les pièces sont supposées avoir un comportement élastique. 
L’élongation des pièces entre chaque tige ainsi que la possibilité d’un écartement non constant entre 
chaque organe sont prises en considération. Le principal résultat de cette modélisation est la définition 
d’un nombre effectif de tiges dans l’assemblage. Si Fmax est l’effort limite pour une tige et Fi l’effort 









n                               (A.12) 
A titre indicatif, le rapport nombre effectif (neff) sur le nombre d’organes (n) passe de 0,99 pour un 
assemblage avec une file de deux organes à 0,49 pour un assemblage composé d’une file de 11 
organes.  
La démarche adoptée par Lantos est celle utilisée pour la réglementation américaine. La principale 
hypothèse est de considérer que la capacité ultime de l’assemblage correspond à l’atteinte de la charge 
limite sur l’organe le plus chargé. L’équation mise en jeu est alors la suivante : 
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⎡ ++=   
où γ est une constante de la loi force-glissement pour un assemblage unitaire ; 
    s est la pente de la loi force-glissement ; 
    (ES)1 est la raideur de l’élément central de l’assemblage ; 
    (ES)2 est la raideur des éléments latéraux de l’assemblage ; 
     n est le nombre d’organes ; 
    1≤r  est le rapport entre la plus petite raideur et la plus grande.  
 
Le nombre effectif neff vaut alors :  













r1n                                                  (A.14) 
 




+=                              (A.15) 
Ce nombre effectif limite est mis en évidence sur la figure A.21. 









Figure A.21 : Evolution du nombre efficace neff en fonction du nombre d’organes (n) d’une file 
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Wilkinson a développé un modèle basé sur celui de Lantos en considérant une loi force-glissement 
non linéaire pour chaque organe d’assemblage en double cisaillement soumis à de la traction. 
L’objectif de son modèle est de prendre en considération l’influence de l’élancement de la tige.  
 
I.5.2. Influence de l’espacement des organes 
 
Concernant les pinces d’épures du bois (espacement des organes dans le sens de la file), lorsque 
l’élancement augmente, la charge ultime par boulon augmente proportionnellement à l’augmentation 
de la longueur de la tige. Cependant, la charge ultime par boulon diminue avant l’augmentation du 
nombre de boulon. La figure A.22 montre l’évolution du coefficient de réduction de la charge reprise 
par les boulons en fonction du nombre (n) de boulon pour différents espacements entre ces derniers. 
Les courbes montrent que pour un espacement de 7d, les boulons les plus longs, qui normalement 
devraient présenter une meilleure capacité de courbure, montrent la plus petite réduction en fonction 
du nombre d’organes. Selon cette étude, la charge limite n’est alors plus considérée comme la limite 












(a)                                           (b) 
n n 
F (x10 kN) F (x10 kN) 
Figure A.22 : Variation de la charge à la rupture par boulon pour des assemblages bois métal en 
double cisaillement sollicités en traction [YAS 87] : (a) l/d = 4, (b) l/d=6 
 
Les assemblages constitués d’une unique file d’organes sont peu fréquents. En général, les organes 
d’assemblage sont disposés sur plusieurs files. L’augmentation du nombre de files parallèlement à la 
direction de chargement engendre une diminution de la charge ultime par boulon [YAS 87]. Ainsi, 
pour un élancement de 8, la charge ultime par boulon peut être réduite de moitié lorsque trois files sont 
mises en place.   
 
I.5.3. Mode de rupture  
 
L’interaction de contraintes engendrée par la multiplication du nombre d’organes d’assemblage 
implique la possibilité de plusieurs types de rupture. Ainsi, dans un assemblage multiple, sa capacité 
résistante peut être limitée par la rupture du bois au niveau de sa section nette ou par cisaillement au 
niveau des files d’organes. Ces ruptures du bois peuvent apparaître à des niveaux de contraintes très 
faibles comparées à la capacité résistante des organes. La rupture du bois peut alors se produire de 
trois manières : 
– rupture de la section nette ; 
– rupture par cisaillement le long des files d’assemblage ; 
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La rupture au niveau de la section nette est induite par la réduction de la capacité résistante de la 
section due à la présence des trous des organes. La capacité résistante de la section nette est donnée 
par l’équation suivante : 
netTT AFR ⋅=                                                                   (A.16) 
où RT est la capacité résistante de la section nette ; 
     FT est la contrainte limite parallèle au fil en compression ; 
     Anet est la section nette.  
 
La rupture par cisaillement le long des files d’organes a plusieurs origines. La première correspond à 
une résistance en cisaillement du bois trop faible pour le chargement appliqué. La seconde coïncide au 
placement des organes d’assemblage. En effet, des organes trop proches de l’extrémité de la pièce en 
bois ou des organes trop proches les uns des autres induisent une concentration de contraintes de 
cisaillement dans le bois pouvant conduire à sa rupture. Pour une file d’organes, la capacité résistante 






⋅⋅=                                                     (A.17) 
où RRTi est la capacité résistante en cisaillement ; 
     ni est le nombre d’organes ; 
     Fv est la contrainte limite parallèle au fil en cisaillement ; 
    Acritique est la surface minimale de cisaillement des organes. 








                 (A.18)  
où N est le nombre de files d’organes. 
 
Enfin, la rupture de bloc est une combinaison des deux autres ruptures. La capacité résistante en 







R ⋅++= −−                 (A.19) 
où Rbloc est la capacité résistante en rupture de bloc ; 
     RRT-1 est la capacité résistante en cisaillement de la première file ; 
     RRT-n est la capacité résistante en cisaillement de la file n ; 
     Abloc,net est la surface critique nette entre la file 1 et la file n. 
 
Ces différents modes de rupture sont illustrés sur la figure A.23.  
 
       (a)                                                    (b)     (c) 
Figure A.23 : Modes de rupture : (a) rupture de la section nette, (b) rupture par cisaillement, (c) 
rupture de bloc 
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II. Comportement sous actions thermiques 
 
II.1. Principe d’analyse de résistance au feu d’un assemblage 
 
La résistance au feu d’un bâtiment correspond à sa capacité à assurer sa fonction mécanique sous 
l’effet des actions thermiques. Au cours d’un incendie, la rupture ou l’incapacité de la structure à 
supporter la charge appliquée à un élément de celle-ci entraîne dans la plupart des cas une rupture 
locale. Quelquefois, une rupture de la structure globale est observée si les transferts d’efforts ne sont 
plus assurés. Dans la plupart des cas, l’étude du comportement au feu d’une structure est réalisée à 
partir d’essais réalisés dans des conditions standard. Ces essais ne servent qu’à des mesures 
comparatives et ne représentent pas la réponse de cette même structure soumise à un feu naturel. Les 
méthodes de dimensionnement dépendent alors de la capacité des méthodes d’Ingénierie de la Sécurité 
Incendie à évaluer la résistance au feu des structures en terme de réponse thermique et mécanique. 
L’analyse de la réponse thermomécanique d’une structure globale implique la prise en considération : 
– des conditions d’exposition au feu ; 
– des propriétés des matériaux à températures élevées ; 
– de la réponse thermique de la structure ; 
– de la réponse structurelle de la structure chauffée. 















Figure A.24 : Procédure d’analyse de la performance de résistance au feu  
 
Action mécanique à θ 











λ, ρ, c 
 
Tous ces points sont reliés entre eux. En effet, l’action thermique est une donnée d’entrée servant à la 
définition du modèle thermique. Pour un matériau homogène en présence d’une source de chaleur 
interne (notée H) l’équation de la diffusion de la chaleur s’écrit sous la forme :  
 { } 0).().().( =+∂∂+− HtTTcTgradTTdiv ρλ                        (A.20) 
Pour résoudre cette équation de chaleur, il est indispensable de connaître les propriétés 
thermophysiques (conductivité, chaleur spécifique et masse volumique) des matériaux. Ces propriétés 
sont donc nécessaires à la définition de la réponse thermique tandis que les propriétés mécaniques 
(limites élastiques, modules d’élasticité) sont nécessaires pour l’analyse mécanique. L’analyse de la 
réponse thermomécanique de la structure nécessite comme données d’entrée les effets de la 
température sur les caractéristiques des matériaux de la structure.  
 
En résumé, une approche d’Ingénierie de la Sécurité Incendie requiert la connaissance des propriétés 
des matériaux (thermophysiques et physicomécaniques) en fonction de la température, de l’action 
thermique, de la réponse thermique et de la réponse mécanique de la structure. A ces paramètres, il 
faut ajouter dans le cadre de structure en bois la prise en compte de la diminution de matière due à la 
carbonisation du matériau.  
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II.2. Dégradation thermique du matériau bois  
 
Des matériaux utilisés dans la construction, le bois est le seul dont la dégradation sous actions 
thermiques est la plus visible à l’œil nu. Les trois principaux matériaux utilisés dans la construction (le 
béton, l’acier et le bois) perdent leurs caractéristiques mécaniques sous actions thermiques. Dans le 
même temps, le bois se transforme en charbon de bois engendrant une diminution de sa section. Par 
conséquent, les phénomènes de dégradation du bois c’est-à-dire la pyrolyse et la vitesse de cette 




Quand le bois et les matériaux à base de bois brûlent, la décomposition chimique débute par la 
formation de charbon de bois et le dégagement de gaz. L’allumage spontané d’une mince couche de 
bois survient pour une plage de température située entre 300 et 430 °C. Mais une inflammation est 
aussi possible à une température plus basse, de l’ordre de 150°C si la pièce de bois est soumise à cette 
température pendant un temps assez long. Une température inférieure à 100°C, mais bien au-dessus 
d’une température normale, réchauffe le bois et provoque un séchage. 
Quand le bois atteint une température de 100°C, l’eau commence à s’évaporer et la vapeur s’échappe 
en général à partir des angles, arêtes, joints, pores et fentes. Dans ces zones, le bois sèche plus 
rapidement. La température du bois n’augmente pas jusqu’à ce que l’eau soit évaporée. Elle augmente 
donc fortement après évaporation de l’eau (aux alentours de 100°C).  
Entre 150 et 200°C, les gaz issus de la combustion se composent d’environ 70 % de dioxyde de 
carbone incombustible (C02) et de monoxyde de carbone (CO) combustible et toxique. 
Une fois que la température atteint 200 °C, de plus en plus de gaz combustibles sont libérés et la 
proportion de C02 décroît. Dès que les gaz s’enflamment, la température à la surface s’accroît 
rapidement. La carbonisation du bois continue. Le bois est considéré comme étant carbonisé lorsque sa 
température atteint 280-290°C. Aux températures supérieures à 500°C, la production de gaz diminue 
considérablement et celle de charbon augmente. Ceci explique l’aspect du bois après une exposition au 
feu. Au-dessus de 1000°C, les gaz émis sont principalement du CO et H2. 
 
Après une exposition au feu, la coupe de la section donnée sur la figure A.25 présente différentes 
zones : 
– une partie extérieure du bois qui est carbonisée ; 
– une couche d’une épaisseur d’environ 5 mm qui est pyrolysée c’est-à-dire que le bois est 
altéré chimiquement par le feu mais n’est pas encore complètement décomposé ; 
– le cœur de la section qui est constitué de bois intact. 
 
Figure A.25 :  Dégradation du bois sollicité par des températures élevées [LIN 90] 
La conductivité thermique du charbon de bois est seulement de l’ordre du sixième de celle du bois 
massif. La couche de charbon de bois se comporte donc comme isolant et la décomposition des 
couches sous jacentes de la section résiduelle est ainsi retardée d’autant. En raison de ce phénomène, 
de la faible conductivité thermique du bois et de la présence d’un front de vapeur derrière la couche de 
bois pyrolysé, la température au sein de la section est beaucoup plus basse qu’à la surface.  
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II.2.2. Vitesse de combustion 
 
Le phénomène de transformation du bois en charbon diminue la capacité résistante de l’élément de 
structure bois en situation d’incendie. La durée de stabilité au feu dépend donc de la vitesse à laquelle 
cette transformation se déroule. Cette vitesse, correspondant à l’épaisseur de bois ou de panneau 
dégradé en une minute par la chaleur et ne présentant plus de tenue mécanique, est appelée la vitesse 
de combustion (notée β). Elle varie en général de 0,7 à 0,9 mm/min. Elle dépend  notamment de la 
masse volumique du bois, de son état hygrométrique et par voie de conséquence de l’essence de bois. 
De plus, l’augmentation du rapport surface sur volume (angles aigus, surface irrégulière) induit un 
moins bon comportement au feu. Ainsi, la vitesse de combustion du bois lamellé-collé, qui est plus 
souvent exempt de fentes et de crevasses, est plus faible que celle du bois massif.   
Des essais sur une poutre sollicitée sur trois de ses faces et sur une dalle sollicitée sur une face [FRA 
03] ont été réalisés afin de comprendre l’évolution de la combustion et de la répartition de la chaleur 
au sein de l’Epicéa. Il en résulte que la vitesse de combustion mesurée quel que soit le type d’élément 
exposé est comprise entre 0,67 et 0,7 mm/min. De plus, il apparaît que la vitesse de combustion 
augmente lorsque la section résiduelle est inférieure à 40-60 mm. A l’issue de ces essais, aucune 
corrélation entre la vitesse de combustion et la densité du bois n’a été mise en évidence.  
Cette constatation est en contradiction avec l’étude menée par Njankouo [NJA 05] sur l’évolution de la 
vitesse de combustion des résineux et des bois tropicaux. Cette étude est basée sur des essais pendant 
lesquels l’éprouvette était soumise à une action thermique conventionnelle ISO R834 sur une de ses 
faces. La densité volumique du bois utilisée varie selon les essais. La vitesse de combustion est 
calculée à partir de la mesure de la profondeur à laquelle l’isotherme 300°C est située. L’étude des 
valeurs obtenues ainsi que la comparaison de ces valeurs avec des modèles comme celui donné dans 




0,100,60β ≥−⋅−=                                          (A.21) 
La vitesse de combustion est alors proportionnelle à la densité du bois. Ce modèle donne des valeurs 
similaires au modèle de White [WHI 02]. Ce dernier est un modèle empirique reliant le temps à 
l’épaisseur de bois carbonisé comme le décrit l’équation A.22.  
1,23
cxht ⋅=                  (A.22)  
avec t : le temps en minutes ; 
        xc : l’épaisseur de bois carbonisé ; 
        h : une fonction dépendant de la densité, du taux d’humidité et de la classification du bois.  
 
II.3. Propriétés du bois en fonction de la température 
 
II.3.1. Propriétés thermophysiques du bois [CLA 99], [CLA 02], [KNU 75] 
 
De nombreuses études ont été faites sur la réaction au feu du matériau  bois (c’est-à-dire sa capacité à 
participer à la propagation du feu) mais la détermination de ses caractéristiques thermophysiques a fait 
l’objet de moins d’études. Cependant, au cours de la première moitié du 20ème siècle, certains 
scientifiques se sont attardés sur cette caractérisation. Ainsi, des évolutions des caractéristiques 
thermophysiques en fonction de la température sont définies grâce à des formules établies dans les 
années 1900 [KNU 75]. D’autres auteurs tels Fredlund et Janssens ont travaillé sur ces caractéristiques 
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II.3.1.1. Masse volumique 
 
La diminution de la masse volumique du bois en fonction de la température est constituée des trois 
phases suivantes : 
– jusqu’à 200 °C, la modification de la masse volumique du bois est très faible ; 
– entre 200 et 350 °C, le bois se pyrolyse et par conséquent, la dégradation de constituants 
chimiques engendre une diminution d’environ 75% de la masse volumique ; 
– au-delà de 350 °C, il y a formation du charbon de bois et la masse volumique varie très 
peu jusqu’au-delà de 1000 °C. 
Ces trois phases correspondent au départ de l’eau, puis des gaz combustibles et enfin à la 
transformation du bois en charbon. 
 
Sur la base d’analyses thermogravimétriques d’échantillons de 0,4 mm d’épaisseur, une évolution en 
fonction de la température de la masse volumique a été définie [KNU 75]. Ces analyses montrent une 
diminution de la densité du bois et du charbon avec la température. D’autres modèles [CLA 99] 
adoptent une masse volumique résiduelle d’environ 25 % basée sur des résultats expérimentaux.  
Janssens a développé un modèle plus complet validé à partir d’essais réalisés par White. Ce modèle 
prend en compte le retrait dû à l’évaporation de l’eau, la dilatation thermique et la fissuration du 
charbon. Pour une température comprise entre 20 et 100 °C, une augmentation de la masse volumique 
de l’ordre de 4 % est observée. A l’opposé, les phénomènes de dilatation thermique induisent une 
réduction de la densité égale à 0,5%.  La figure A.26 résume les différentes évolutions de la densité du 
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Figure A.26 : Evolution de la masse volumique en fonction de la température pour des résineux à 
0% d’humidité 
 
II.3.1.2.  Conductivité thermique 
 
Parmi les différentes propriétés thermophysiques, la conductivité thermique du matériau bois est la 
plus dépendante de l’orthotropie matérielle du bois. Il est nécessaire de noter que la valeur de la 
conductivité dans la direction radiale est très peu différente de celle dans la direction tangentielle du 
bois. Par conséquent, l’hypothèse d’isotropie perpendiculaire est fréquemment retenue avec une 
conductivité perpendiculaire aux fibres prise comme la moyenne de ces deux valeurs. Les valeurs de la 
conductivité thermique parallèle aux fibres du bois sont prises égales à 2 ou 2,5 fois les valeurs dans le 
sens perpendiculaire aux fibres. Toutefois, à l’échelle structurale, seule la conductivité longitudinale 
est prise en compte. 
Par la suite, seuls les différents modèles formulés pour décrire l’évolution de la conductivité parallèle  
fil du bois en fonction de la température sont exposés. Ils se différencient notamment dans les phases 
de « pré-pyrolyse » (20/200 °C) et de pyrolyse (250/300 °C).  
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Knudson s’est servi des travaux de Maku pour obtenir l’évolution de la conductivité du bois en 
fonction de la température. Celui-ci partait de l’hypothèse que la conductivité du bois était 





λλ ⋅=                                           (A.23) 
Cette équation n’est valable que pour du Douglas à une humidité relative de 12% pour des 
températures comprises entre 20 et 200 °C.  
Entre 200 et 350 °C, Knudson considère que la conductivité décroît linéairement. Cette diminution 
décrite par l’équation A.24 est identique à la diminution de la densité du bois.  
                 (A.24) 0,2965θ0,000597λ +⋅−=
Pour les températures au-delà de 350°C, l’évolution de la conductivité est déduite de l’équation A.24 
en prenant comme conductivité du bois la conductivité thermique du charbon. La température de 
350°C a été fixée car au-delà de cette température la densité du charbon est considérée uniforme.  
 
 
Pour la détermination de la conductivité, Fredlund considère que bois est un matériau poreux. A 
température ambiante, la conductivité est donnée par l’équation A.25 : ( )u0,0040,2005S0,238λ amb ⋅+⋅+=                                                  (A.25)      
Le taux d’humidité (u) pris en compte vaut 12 % et la gravité spécifique (S) 0,45.  
La conductivité thermique entre 20 et 300°C est ainsi déduite de cette conductivité à la température 
ambiante : 
                 (A.26) ambλθ0,00012λ +⋅=
La transformation du bois en charbon induit une diminution brutale de la conductivité thermique 
puisqu’elle passe alors de 0,15 W/mK à 0,05 W/mK. Au-delà de 300 °C, l’évolution de la conductivité 
thermique est alors décrite par l’équation suivante : 
6e20001667,0 −+θ⋅=λ                                           (A.27) 
 
 
Janssens a, quant à lui, développé un modèle pour un bois à une humidité u et à une température θ 
comprise entre 20 et 200 °C qui est le suivant : ( ) rminmaxu 1 λ+λ⋅ξ−+λ⋅ξ=λ                                               (A.28) 
où λmax est la conductivité de la matière (air, eau et bois poreux) dans le sens du flux thermique ; 
     λmin est la conductivité de la matière (air, eau et bois poreux) dans le sens perpendiculaire au 
flux thermique ; 
     λr est la conductivité produisant un transfert de chaleur équivalent à la radiation à travers les pores ; 
     ξ est un facteur d’interpolation dépendant du taux d’humidité et de la densité initiale. 
La conductivité à une température donnée est donc déterminée par l’interpolation entre les limites 
maximale et minimale de la conductivité en ajoutant la contribution de la radiation à travers les pores. 
Au-delà de 400°C, il considère que le bois est carbonisé et que la conductivité vaut : 
                                       (A.29) 274s 10*08,110*6,133,0 θ⋅+θ⋅+=λ −−
Cette équation ne s’applique que pour une densité de 1240 kg/m3. Or Janssens a montré que la densité 
du charbon diminuait avec la température. Cependant, la valeur de 1240 kg/m3 est une bonne 
approximation pour des températures comprises entre 400 et 1000°C.  
Pour les températures comprises entre 200 et 400 °C (c’est-à-dire quand le bois est partiellement 
carbonisé), Janssens recommande donc d’utiliser l’équation A.28 en interpolant c’est-à-dire en 
utilisant différentes valeurs de la masse volumique.  
La figure A.27 donne l’évolution de la conductivité thermique en fonction de la température pour les 
différents auteurs cités précédemment. 
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Figure A.27 : Evolution de la conductivité thermique du bois en fonction de la température 
(résineux à 12% d’humidité) 
  
II.3.1.3. Chaleur spécifique 
 
La chaleur spécifique est la moins bien connue des propriétés thermiques du bois. Dunlap [CLA 99] a 
découvert que pour des températures comprises entre 0 et 106 °C l’évolution de la chaleur spécifique 
pouvait s’écrire :  
                                         (A.30) θ0,001160,266c ⋅+=
 
Cette relation a été confirmée par Koch et McMillin pour des températures pouvant aller jusqu’à 
140°C mais avec une pente légèrement plus grande que celle proposée par Dunlap. Pour des 
températures inférieures à 100 °C, Knudson [KNU 75] a adopté des valeurs de chaleur spécifique qui 
sont la somme des chaleurs spécifiques calculées avec l’équation de Dunlap pour un bois sec et celles 
calculées pour une humidité relative de 10%. L’évolution ainsi obtenue, pour une température 
comprise entre 20 et 100 °C, est donnée par l’équation A.31.  
                                     (A.31) 1440θ2,9c +⋅=
Entre 99,5 et 104,4 °C, deux solutions sont possibles. La première appelée par la suite Knudson 1 fait 
intervenir la chaleur latente de vaporisation de l’eau et introduit un pic dont la valeur varie avec le taux 
d’humidité. Une valeur  maximale de 10 kJ/kg.K est fixée à l’aide d’essais. La deuxième solution 
appelée Knudson 2  ne prend pas en compte cette chaleur latente de vaporisation. Après l’évaporation 
de l’eau contenue dans le bois (entre 104,4 °C et 200 °C), l’équation de Dunlap pour du bois sec est 
utilisée (équation A.32). 
                 (A.32) 1080,3θ5,285c +⋅=
A partir de 350 °C, comme pour la conductivité, il considère que le bois s’est transformé en charbon. 
La chaleur spécifique ne varie plus avec la température et vaut 720 J/kg.K. N’ayant aucune 
information sur la chaleur spécifique pour des températures comprises entre 200 et 350°C, Knudson 
décide d’extrapoler linéairement la chaleur spécifique entre ces deux températures (équation A.33). 
                               (A.33) 5,382099,8c +θ⋅−=
 
 
Fredlund utilise également l’équation de Dunlap. Les valeurs qu’il utilise sont comme le montre la 
figure A.28 peu différentes de celles déterminées par Knudson. Cependant, il n’introduit pas de pic 
pour la chaleur spécifique. Au-delà de 350°C, Fredlund a utilisé la valeur de la chaleur spécifique 
donnée par Landolt-Börnestein (1961) soit 720 J/kg.K. Janssens donne le même type d’analyse que 
Fredlund.  
La figure A.28 récapitule l’ensemble des évolutions de la chaleur spécifique en fonction de la 
température.  
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Figure A.28 : Evolution de la chaleur spécifique  en fonction de la température (résineux 12%) 
 
II.3.2. Propriétés mécaniques du bois  
 
Afin de modéliser le comportement thermomécanique des assemblages de structures bois, les 
évolutions des propriétés mécaniques en fonction de la température des différents matériaux les 
constituant doivent être connues. Contrairement à l’acier, les propriétés mécaniques du bois en 
fonction de la température sont mal connues. Toutefois, quelques études ont été faites pour déterminer 
notamment l’évolution de la résistance en cisaillement en fonction de la température. En général, ces 
études portent sur des plages de températures comprises entre 0 et 300 °C. En effet, au-delà de 300°C, 
le bois est carbonisé et le charbon est supposé n’avoir aucune résistance mécanique.  
 
Les caractéristiques mécaniques du bois sont influencées par l’essence, l’humidité du bois et la 
température. L’élévation de la température modifie donc les lois de comportement mécanique du bois. 
Les principales études ont porté sur le comportement mécanique parallèle au fil. Ainsi, comme le 
montre la figure A.29, l’élévation de la température engendre une augmentation de la fragilité du bois 
en traction observée à froid [BUC 00]. Cette élévation de température implique également une 




























Figure A.29 : Evolution de la relation σ−ε parallèle au fil en fonction de la température 
 
Pour réaliser une approche thermomécanique , il est donc indispensable de connaître l’évolutions des 
modules d’élasticité, des seuils plastiques et de la portance du bois en fonction de la température.  
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II.3.2.1. Module d’élasticité 
 
Différents travaux concernant l’évolution des modules d’élasticité parallèle au fil en fonction de la 
température ont été réalisés (figure A.30). Les résultats de Gerhards et Östman montrent une chute 
brutale d’environ 20 % au-delà de 200°C. Gerhards mesure le début de cette chute à 200°C tandis que 
Östman le mesure à 225°C. Ces évolutions traduisent la dégradation des polymères (la lignine et les 
hémicelluloses) qui caractérisent le bois et lui confèrent ses propriétés. Or les principales dégradations 
physiques et chimiques de ces constituants ont lieu pour des températures comprises entre 200 et 
250°C. Pour des températures supérieures, ils sont totalement détériorés.  
 
Young est parti de l’hypothèse qu’une augmentation du module avec la température induirait une 
diminution de la flèche à mi-hauteur des murs de compartimentage en bois étudiés. Or il n’a pas lors 
de ses essais constaté ce phénomène. Par conséquent, il propose une diminution linéaire du module 






























Figure A.30 :  Coefficient de réduction  du module d’élasticité parallèle aux fibres en traction en 




Concernant le module d’élasticité parallèle aux fibres en compression, une évolution de celui-ci en 
fonction de la température a été définie  à partir d’essais sur des murs de séparation [YOU 00]. Pour 
cela, les hypothèses suivantes ont été prises :  
– entre 50 et 100 °C, en compression, une diminution du module d’élasticité due à 
l’évaporation de l’eau est envisageable ; 
– entre 80 et 100 °C, le changement d’état de la lignine devrait entraîner une diminution ; 
– un palier est attendu entre 150 et 200 °C de part la dégradation de la lignine ; 
– la dégradation du bois au-delà de 200°C entraîne une diminution du module. 
Les essais réalisés par Young montrent que le module d’élasticité parallèle au fil a diminué de 80% 
lorsque le bois atteint 100°C. Entre 100 et 200 °C, il reste constant. Puis il diminue pour être nul à 
288°C. Son évolution entre 200 et 288 °C est alors donnée par l’équation suivante :  
                                       (A.34) 655,000227,0k L,Ec +θ⋅−=
 
Thomas et al ont observé le même type d’évolution qui donne également de bons résultats par rapport 
à des résultats d’essais. Pour des températures comprises entre 20 et 120 °C, le coefficient de réduction 
du module d’élasticité diminue de la façon suivante : 
                             (A.35) 13,10065,0k L,Ec +θ⋅−=
Au-delà de 120°C et jusqu’à 280°C, ce coefficient de réduction est pris égal à 0,35. 
La figure A.31 récapitule les évolutions du module en compression longitudinale en fonction de la 
température des auteurs cités.  
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Figure A.31 :     Coefficient de réduction du module d’élasticité parallèle aux fibres en 
compression en fonction de la température 
 
Enfin le module d’élasticité perpendiculaire aux fibres n’a été à priori étudié que jusqu’à une 
température de 100°C. Que ce soit Gerhards ou Young, ils estiment qu’il varie linéairement jusqu’à 
70°C pour atteindre respectivement 50% et 15% du module à la température de 20°C. 
 
 
II.3.2.2. Seuils de plasticité 
 
En général, la rupture des assemblages au feu est due à une rupture en cisaillement du bois au niveau 
des files d’organes. Or, dans le cas d’une utilisation de bois lamellé-collé, la rupture en cisaillement se 
produit au niveau des joints de colle. De part cette observation, Frangi et al [FRA 04] ont étudié 
l’évolution en fonction de la température de la résistance au cisaillement selon le type de colle utilisée. 
Des essais ont été réalisés pour différents types de colle pour des températures comprises entre 20 et 
170°C. La figure A.32 donne l’évolution de la résistance en cisaillement des joints de colle en fonction 
de la température.  
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Figure A.32 : Coefficient de réduction de la résistance en cisaillement des joints de collage et du 
bois 
Cette figure montre que la majorité des colles ont leur résistance au cisaillement à 170°C qui 
représente 45% de celle à 20°C. L’évolution de la résistance en cisaillement du bois est alors déduite 
de cette étude. La première est une relation linéaire alors que la deuxième est bilinéaire (figure A.33). 
 
Gerhards [GER 82] constate quant à lui, que la résistance en cisaillement du bois massif diminue 
jusqu’à environ 140°C pour atteindre 30 % de sa valeur à 20 °C (figure A.34).   
                     (A.36) 1,117θ0,005833kv +⋅−=
 Entre 140°C et 180°C, la résistance en cisaillement diminue de manière moins brutale comme le 
montre l’équation A.37.  
                               (A.37) 0,65θ0,0025kv +⋅−=
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Ce changement de pente peut s’expliquer par la structure microscopique même du bois. En effet, la 
résistance en cisaillement est principalement conditionnée par la cohésion des fibres. Or cette cohésion 
est générée par la lignine. L’effet de la température sur la lignine est d’augmenter sa plasticité et sa 
taille spatiale. Le contact intermoléculaire va donc être réduit. La résistance en cisaillement du bois va 
alors être affectée. Au-delà de 140-150 °C, la lignine fond et commence à se ressolidifier. Cette phase 
de ressolidification peut expliquer le fait que la résistance en cisaillement chute alors de façon moins 
brutale. Gerhards [GER 82] a également remarqué qu’un bois sec voyait sa résistance en cisaillement 
diminuait moins rapidement qu’un bois humide. Cette différence a pour origine le fait que la 
température de transition vitreuse diminue lorsque le taux d’humidité augmente. Par conséquent, la 























Figure A.33 :  Coefficient de réduction de la résistance en cisaillement parallèle aux fibres du bois 




Des essais sur des éprouvettes de taille suffisamment petite pour obtenir une température uniforme 
dans l’échantillon au bout de 30 secondes ont permis de conclure que la limite en traction 
longitudinale diminue linéairement jusqu’à atteindre 30 % de la résistance initiale au moment de la 
carbonisation [KNU 75]. Au-delà de 300°C, la résistance en traction est nulle.  
 
Schaffer [SCH 84] a également réalisé des essais sur de petites éprouvettes d’humidité initiale de 12% 
et 0%. Il a observé que les éprouvettes les plus humides avaient une résistance en traction qui 
diminuait plus rapidement jusqu’à 150 °C. Puis l’évolution est la même quel que soit le taux 
d’humidité. 
 
Östmann a réalisé des essais sur du Pin Scandinave immergé dans de l’huile de silicone afin de 
représenter les conditions du bois soumis au feu. Elle a ainsi obtenu une évolution trilinéaire  avec un 
changement brusque de pente à environ 200°C :  
044,10022,0k L,ft +θ⋅−=- entre 20 et 200°C,  ;                 (A.38) 
8,1006,0k L,ft +θ⋅−=  ;                  (A.39) - entre 200 et 225 °C, 
99,00024,0k L,ft +θ⋅−=- entre 225 et 300 °C,  ;                                                               (A.40) 
Ses résultats sont supérieurs à ceux de Knudson. Cette différence est probablement due à une vitesse 
de chargement utilisée par Östmann plus rapide. En effet, pour limiter l’effet de l’huile de silicone sur 
les mesures, Östmann a préféré appliquer le chargement en moins de 10s. Cette vitesse de chargement 
est très rapide par rapport aux autres vitesses utilisées par les autres protocoles expérimentaux.   
 
Thomas et al ont déduit l’évolution de la limite en traction longitudinale en validant une analyse par la 
méthode des éléments finis par les essais de Knudson. Ces évolutions traduisent le fait que les chaînes 
de cellulose sont responsables de la résistance en traction. Or ces chaînes se dégradent à des 
températures supérieures à 200°C. Le changement de pente observée par Östmann pour une 
température de 200°C reflète donc cette dégradation. Au-delà de 270°C, la cellulose est quasiment 
totalement dégradée. La résistance en traction peut donc être considérée nulle.  
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Les observations de Thomas et al rejoignent l’évolution en fonction de la température de la résistance 
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Figure A.34 :  Coefficient de réduction de la résistance en traction parallèle aux fibres en fonction 
de la température 
 
 
La résistance en compression parallèle au fil, selon Knudson [KNU 75], diminue linéairement entre 20 
et 288°C (équation A.41). Le coefficient de réduction kfc,L vaut alors : 
                           (A.41) 1,058θ0,0029k Lfc, +⋅−=
Ainsi, à 288 °C elle ne représente plus que 22 % de la résistance en compression initiale à 25°C. Cette 
relation rejoint celle établie par Kollmann [KOL 68] pour des températures comprises entre 20 et 
175°C. 
 
Schaffer a obtenu la résistance en compression sur des petites éprouvettes de bois. Il n’a pas observé 
de grande différence (moins de 10%) entre la résistance relative en compression de bois sec et celle de 
bois à 12 % d’humidité relative. Le coefficient de réduction de la résistance en compression évolue, 
selon la température, de la façon suivante : 
- entre 20 et 100 °C,  ;                              (A.42) 1,05θ0,0025k Lfc, +⋅−=
 ;                              (A.43) - entre 100 et 150 °C, 0,4θ0,004k Lfc, +⋅−=
.                              (A.44) - entre 150 et 300 °C, 1,9θ0,006k Lfc, +⋅−=
La comparaison des résultats de ces auteurs montre qu’apparemment la présence d’eau dans le bois 
n’affecte pas sa résistance en compression sous élévation de températures.  
 
Young a obtenu la résistance en compression du « radiata pine » expérimentalement. Il a choisi des 
éprouvettes de dimensions 90*38 mm avec une longueur de 400 mm. La vitesse d’augmentation des 
déformations utilisée est de 0,001/min. La durée de chargement est de 3 à 5 minutes. Les résultats 
























Figure A.35 :  Coefficient de réduction de la résistance en compression parallèle aux fibres en 
fonction de la température pour des résineux 
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II.3.2.3. Portance locale 
 
Les évolutions des portances longitudinale et transversale du pin sylvestre en fonction de la 
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Figure A.36 : Evolution de la portance transversale relative en fonction de la température 
 
Les données de portances longitudinale et transversale présentent des comportements similaires. 
Globalement, la portance diminue avec l’augmentation de la température. Toutefois, cette diminution 
n’est pas monotone. Trois phases se distinguent. 
La phase 1 se traduit par une diminution de la portance. Le point minimum relatif se situe à environ 
80°C. A cette température, la portance longitudinale a diminué de 30% par rapport à celle de 20°C 
alors que celle transversale a baissé de 10 %. 
La phase 2 est définie par l’augmentation de la portance. Le maximum relatif de la portance locale se 
trouve autour de 140°C. Ce maximum relatif correspond à une valeur 5 % inférieure à la portance 
longitudinale à 20°C. A cette température, le bois est complètement anhydre.  
Puis, la portance diminue de nouveau avec la température. C’est la phase 3. L’allure de l’évolution de 
la portance en fonction de la température peut être expliquée par le comportement en fonction de la 
température des composants du bois. Ainsi, le ramollissement de la lignine associée à une 
augmentation de la surface de contact entre 60 et 90 °C explique la diminution de la portance. Puis, le 
séchage du bois entre 90 et 140 ° éliminant toute l’eau du bois justifie la hausse de cette portance. 
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II.4. Comportement des organes  sous actions thermiques 
 
II.4.1. Théorie de l’analyse limite sous action thermique 
 
Le dimensionnement des assemblages à froid est conditionné par l’analyse limite basée sur la théorie 
de Johansen. Cette théorie s’adapte à l’échauffement des assemblages par l’intermédiaire de 
coefficients de réduction dépendant de la température. Ainsi sous action thermique, la théorie de 
l’analyse limite se traduit de la façon suivante : 
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θ=βoù : les épaisseurs t1 et t2 dépendent de la durée d’exposition au feu (t) et . 
 
Un modèle analytique basé sur la formulation dans l’Eurocode 5 partie 1.1 de cette théorie a été réalisé 
[POV 02]. Il s’agit en fait d’introduire les champs thermiques dans un assemblage unitaire en 
considérant les caractéristiques géométriques de l’assemblage, les propriétés mécaniques des 
matériaux et les champs de températures, préalablement calculés par un modèle par éléments finis. Le 
moment résistant des organes et la portance du bois sont alors calculés en intégrant un coefficient de 
réduction dans les formules à froid. Ces caractéristiques ainsi définies sont alors introduites 
directement dans la théorie de l’analyse limite. Différents calculs ont alors été réalisés. Les paramètres 
tels que le diamètre des organes, la densité du bois, la classe de l’acier, la configuration de 
l’assemblage (épaisseur de la pièce centrale et épaisseur de la pièce latérale) ont été étudiés pour 
quatre durées d’exposition au feu (15, 30, 45 et 60 minutes).  
 
La figure A.37 est un exemple de l’évolution de la résistance au feu d’assemblage unitaire par broche 
de 12 mm de diamètre constitué de bois de densité 380 kg/m3.  La première remarque résulte de la 
forme de ces courbes. En effet, trois phases peuvent être distinguées en fonction de leur pente. Ces 
changements de pente s’expliquent par les modes de rupture. La première phase correspond à un mode 
de rupture de type I c’est-à-dire liée au bois. La deuxième phase coïncide avec le mode de rupture de 
type II (apparition d’une rotule plastique dans l’acier). Enfin la troisième phase se rapporte au mode de 
rupture de type III (deux rotules plastiques dans l’acier). Ces trois phases montrent alors que la 
résistance d’un assemblage ne varie pas linéairement avec l’épaisseur de bois. La prise en 
considération de l’apparition éventuelle de rotules plastiques doit être réalisée lors du 
dimensionnement de l’assemblage. En effet, il apparaît que lorsque le mode de rupture III est atteint, 
pour une durée d’exposition au feu donnée, l’augmentation de masse de bois ne permet pas 
d’augmenter les résistances au feu des assemblages de façon significative. Ainsi, au-delà d’une 
certaine valeur d’élancement pour la tige, l’échauffement de celle-ci est tel que la rupture est 
conditionnée par le métal. De plus, à partir d’une certaine valeur d’élancement, la valeur de la 
résistance de l’assemblage est identique quel que soit la durée d’exposition au feu. Par conséquent, 
l’augmentation de la durée d’échauffement de l’assemblage n’engendre pas la rupture.  
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Figure A.37 : Evolution de la résistance en fonction de l’épaisseur de bois t1 et de la durée 
d’exposition au feu pour un assemblage bois-bois [POV 02] 
 
L’évolution du rapport de la résistance à chaud sur la résistance à froid en fonction de l’épaisseur de 
bois mis en jeu dans la pièce latérale montre également les trois phases citées précédemment. Il est, 
cependant, intéressant de noter que ce rapport peut être égal voire supérieur à 1. Cela signifie donc que 
les champs de températures au sein du bois et de l’acier permettent de modifier la compatibilité des 
déformations engendrant de cette manière la possibilité de déformations et de plastification plus 
importante impliquant une meilleure résistance au feu.    
 
II.4.2.  Evolution de la rigidité en fonction de la température  
 
Les assemblages unitaires soumis à un flux de chaleur constant de 6 kW/m² montre que l’évolution du 
glissement en fonction du temps d’exposition au flux de chaleur se décompose en trois phases. La 
première phase est caractérisée par des déformations importantes liées à la ductilité du bois et à son 
ramollissement dû à des températures inférieures à 120°C. La deuxième phase correspond à une phase 
de stabilisation. Au cours de cette phase, le taux de déformation est très faible. Cette stabilisation 
correspond à l’instant où tout le bois présente des températures supérieures à 100°C. Il est donc en 
train de sécher. Ce plateau de stabilisation est dû à l’augmentation  de la raideur en enfoncement 
parallèle aux fibres [MOR 03] (figure A.36).  La troisième phase est la phase de rupture.  
 
II.5. Comportement des assemblages sous actions thermiques 
 
L’étude du comportement au feu des assemblages de structures amène de nombreuses questions. La 
première concerne la durée de résistance et les modes de rupture. L’étude de ces deux phénomènes 
implique ensuite des interrogations quant à l’influence de la configuration des assemblages sur ces 
derniers ou l’influence de la présence d’organe d’assemblage métallique sur les champs thermiques. 
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II.5.1. Durée de résistance au feu  
Une campagne expérimentale sur les assemblages décrits dans le tableau A.3 a été réalisée en France 
[DHI 99].  
 Organes Diamètre des organes (mm) 
Nombre 




33 35 Boulons et 
broches 65 7* 
20 8 
31 41 
60 100 Boulons et 
broches 
protégés 62 22 
21 38  Boulons et 
broches 20 16 42 23 




28 32 Boulons et 
broches 56 13 12 8 50 80 
27 27** Boulons et 
broches 
protégés 54 9 
 Organes Diamètre des organes (mm) Nombre t1 (mm) ep (mm) tfi (min) η (%) 
19 22 
16 6 
39 15 20 
19 23 
 60 
   
32 8 38 16 
29 17 
8 6 





12   
24 28 
50  
48 13 8 32  
30 45 
* : Rupture due à la présence d’un nœud et à des défauts de collage 
** : Rupture de l’assemblage due à une protection des faces internes insuffisante 
Tableau A.3 : Durées de résistance au feu pour assemblages brochés et boulonnés 
 
Le taux de chargement η correspond au ratio force appliquée à chaud sur la résistance à froid des 
assemblages. Cette dernière est obtenue à l’aide des formules de l’Eurocode 5 partie 1.1 prenant en 
compte la résistance des organes et la portance du bois déterminées expérimentalement.  
De ces résultats, il apparaît que, pour les assemblages bois-métal et bois-bois, la durée de stabilité au 
feu est supérieure à 15 minutes pour un taux de chargement de 30% par rapport à la résistance limite 
définie à froid et 10 minutes pour un taux de chargement à 60%. La demi-heure est même atteinte pour 
les assemblages brochés pour un chargement à 30%.  
 
Cependant, des essais sous action thermique conventionnelle ISO R834 montrent que les assemblages 
bois-métal à multiples plans de cisaillement (sections de bois comprises entre 200x200 mm² et 
280x280 mm², diamètre des organes de 6,3 mm) ont une durée de résistance au feu d’environ 30 
minutes pour un taux de chargement correspondant à 30 % de leur résistance ultime à froid [FRAN 
04]. L’augmentation de la distance des talons de 40 mm entraîne une augmentation de la durée de 
résistance au feu de 220% pour le même taux de chargement. Cette augmentation correspond à une 
amélioration d’environ une minute pour un millimètre d’augmentation de bois couvrant l’assemblage. 
La protection de l’assemblage permet d’augmenter la durée de résistance au feu d’environ 180% ce 
qui, pour le bois de 27 mm d’épaisseur, correspond à une minute pour un millimètre de protection.  
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Les essais de Frangi montrent également que le passage du taux de chargement de 15 % à 7,5 % 
entraîne une augmentation de la durée de résistance au feu de 3 et 8 minutes. Il semble donc que pour 
les configurations étudiées et pour les taux de chargement appliqués la diminution du taux de 
chargement n’est pas significative sur la durée de résistance au feu. 
 
II.5.2. Modes de rupture pour les assemblages soumis au feu 
 
Des assemblages brochés unitaires chargés à 17, 20 ou 28 % de leur résistance caractéristique obtenue 
expérimentalement ont fait l’objet d’essais au feu [MOR 03]. Un flux de chaleur constant de 6 kW/m² 
est imposé sur les deux faces latérales de l’assemblage  jusqu’à la rupture. Quel que soit le niveau de 
chargement appliqué, la rupture observée est due au cisaillement du bois.      
Des essais sur des assemblages bois-métal à multiple plans de cisaillement ont mis en évidence 
différents modes de rupture [FRAN 04]. Pour les chargements de 7,5 et 15 % de la résistance à la 
rupture à froid et des sections de 200x200 mm², le principal mode de rupture correspond à une rupture 
en cisaillement du bois. Pour les assemblages ayant une section de bois plus massive, la rupture 
observée est une rupture de bloc de la section nette.  
Des essais sur des sections de bois plus petites et des diamètres d’organes plus importants (supérieurs 
à 6 mm) ont mis en évidence la présence d’une  rupture en cisaillement le long des files d’organe [DHI 
99] (figure A.38).  
     
Figure A.38 : Rupture par cisaillement le long des files d’organes 
 
 
II.5.3. Influence de la configuration de l’assemblage sur la durée de 
résistance au feu 
 
Pour des taux de chargement compris entre 7,5 et 30 % de la résistance ultime, une augmentation ou 
une diminution du nombre d’organes ou le passage d’un diamètre de 6,3 à 12 mm n’améliore pas 
significativement la durée de résistance au feu [FRAN 04].  
Par contre, les assemblages bois-bois avec des broches et des boulons de 20 mm de diamètre ont une 
meilleure tenue au feu que ceux avec des organes de 12 mm de diamètre [DHI 99]. Ce phénomène 
s’explique par le fait que les épaisseurs de bois mises en jeu diminuent avec la réduction du diamètre. 
Par conséquent, la section résiduelle est moins importante, ce qui réduit la capacité résistante de 
l’assemblage et provoque la rupture du bois.  
La protection des organes d’assemblages permet d’améliorer la durée de résistance au feu d’environ 
14%. Elle joue donc correctement son rôle.   
 
En résumé, pour une même épaisseur de bois, le changement de configuration des assemblages 
(nombre d’organes, diamètre) n’influe pas sur la durée de stabilité au feu. Par contre, l’augmentation 
de l’épaisseur de bois entraîne une augmentation significative de cette dernière. La durée de stabilité 
au feu est donc fortement influencée par la section de bois au sein de l’assemblage.  
Toutefois, les assemblages constitués avec des boulons ont une durée de résistance au feu inférieure 
aux assemblages brochés [ERC 05]. Cette constatation peut s’expliquer par une augmentation des 
transferts thermiques due à la présence des têtes de boulons. 
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II.5.4. Influence des organes d’assemblage sur la combustion  du bois [DHI 
99] [FOR 01] [KON 01] [LOG 98] 
 
Un des problèmes qui apparaît au niveau des assemblages bois avec les organes en acier est que la 
forte conductivité de l’acier peut engendrer une carbonisation du bois à l’intérieur de l’assemblage. 
 
Une étude sur les boulons montre que plus le diamètre est grand, plus la carbonisation périphérique est 
importante. Cependant, cette constatation dépend de la durée d’exposition au feu. Il en ressort aussi 
que si un effort tendant à garder le contact entre le boulon et le bois est exercé, la formation du 
« manchon » est accélérée. Les températures calculées à partir d’une équation de transferts de chaleur 
sont comparées à celles mesurées au sein du bois dans un assemblage [ERC 05]. Il apparaît que les 
organes d’assemblage semblent augmenter les transferts de chaleur au sein du bois.   
Des essais réalisés par le Centre Technique du Bois ont apporté des renseignements sur la combustion 
du bois dans le voisinage des éléments métalliques. Ces études ont concerné des assemblages par 
boulons de 12 mm de diamètre soumis à une action thermique  conventionnelle (ISO R834). Les 
assemblages étaient montés sur des panneaux de sapin. Lorsque les boulons étaient munis de plaques 
métalliques de 2 à 8 mm d’épaisseur, la vitesse de pénétration du feu n’était pas aggravée, mais au 
contraire elle était plus faible que dans le bois contigu (tableau A.4). Il y avait alors formation d’un 
manchon autour du boulon (figure A.39). Lorsque les boulons n’étaient plus équipés de plaques, mais 
de rondelles standard, la carbonisation périphérique était négligeable pour une exposition au feu de 
moins de 30 minutes. C’est au bout de 60 minutes que l’on observait un manchon. 
 










Vitesse de combustion (mm/min)
Epaisseur du support 
de bois (mm)
Epaisseur de la plaque 
métallique (mm) Sous la plaque
Dans le voisinage du 







2                     
4                     
8
2                     
4                     
8
2                     






Tableau A.4 : Vitesses de combustion obtenues pour une exposition d’environ 15 minutes  
Il apparaît alors que : 
– la vitesse de pénétration du front de carbonisation sous la plaque diminue lorsque 
l’épaisseur de cette dernière augmente ;  
– la vitesse de combustion dans le bois est inférieure à celle enregistrée dans le voisinage du 
boulon (8mm) (pour les épaisseurs du support bois de 50 et 100 mm). 
 
Des études similaires menées sur des échantillons de bois lamellé-collé sur lesquels des plaques 
métalliques d’épaisseur respectives 6 et 10 mm étaient fixées à l’aide de boulons mettent en évidence 
deux phénomènes : 
– la présence d’une plaque métallique du côté exposé au feu fait apparaître des températures 
dans le bois plus faibles qu’en l’absence de celle-ci ; 
– la présence de  boulon traversant les pièces en bois semble accélérer la détérioration du 
bois. 
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L’influence de la présence de plaques métalliques dans le bois sur la carbonisation du bois a été 
étudiée [FOR 01]. Les différents  paramètres étaient l’épaisseur de la plaque, la longueur d’ancrage te 
de la plaque, la profondeur d’ancrage tv et le temps d’exposition au feu qui varie de 30 à 90 min. te  et 
tv sont définis sur la figure A.40. L’influence de chacun de ces paramètres a été étudiée séparément au 
cours des essais.  
 
Figure A.40 : Définitions de te et tv  
Les conclusions de ces études sont : 
– la carbonisation est plus importante quand la plaque est épaisse ; 
– l’influence de la longueur d’ancrage dépend en fait de la durée d’exposition au feu.  Après 
30 minutes, la carbonisation diminue lorsque la longueur d’ancrage augmente. Ceci est dû 
au fait qu’un élément métallique long peut absorber plus de chaleur qu’un petit. Par 
contre, au bout de 90 minutes, une longue plaque ne peut absorber davantage d’énergie et 
dissiper la température du bois avoisinant. La carbonisation est donc supérieure dans ce 
cas pour une plaque longue ; 
– l’influence de la profondeur d’ancrage dépend également du temps d’exposition au feu. En 
effet, après 30 minutes, si la plaque démarre immédiatement à la surface du bois, l’acier 
« rafraîchit » en quelque sorte le bois et la carbonisation est moins importante que pour du 
bois qui n’est pas en contact avec l’acier. Par conséquent, pour des profondeurs d’ancrage 
plus grandes, la carbonisation augmente. Pour une durée d’exposition au feu plus longue, 
c’est-à-dire dans ce cas 90 minutes, l’effet de la profondeur d’ancrage diminue et la 
tendance s’inverse. Les plaques métalliques proches de la surface du bois engendrent donc 
une importante couche carbonisée après 90 minutes d’exposition au feu.    
 
En résumé, le front de carbonisation et la vitesse de combustion dépendent principalement de la durée 
d’exposition au feu. Tous les autres paramètres étudiés ont une influence moins marquée sur la 
résistance au feu. Par exemple, une plaque métallique épaisse, qui commence immédiatement à la 
surface entraîne une faible carbonisation au bout de 30 minutes  mais engendre de plus gros 
dommages sur le bois  au bout de 90 minutes qu’une plaque moins épaisse. 
 
II.5.5. Champs thermiques dans les assemblages [DHI 99] [FOR 01] [KON 01] 
[LOG 98] 
 
Un autre point que les scientifiques cherchent à éclaircir est l’évolution de la température dans le bois 
et les éléments métalliques des assemblages.  
Les essais décrits précédemment [FOR 01] ont permis de déterminer l’évolution de la température 
dans les plaques métalliques et les organes d’assemblage notamment les boulons.  
En ce qui concerne les essais sur les plaques métalliques, les paramètres sont l’épaisseur de la plaque, 
la longueur d’ancrage te de la plaque, la profondeur d’ancrage tV (figure A.40) et le temps d’exposition 
au feu qui varie de 30 à 90 min. Pour tous les essais avec des plaques métalliques, la température dans 
les éléments métalliques est plus grande que celle du bois avoisinant. D’après la figure A.41, l’acier 
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Figure A.41 : Évolution de la température des plaques métalliques en fonction de l’épaisseur de la 
plaque : t = 90min, te = 150 mm, tv= 0 mm 
 
Pour étudier l’évolution de la température dans les organes, les différents assemblages étudiés sont 
constitués de boulons de différents types dont les caractéristiques sont : 
– le diamètre : 12, 16, 20, 24 mm ; 
– la profondeur d’ancrage tv : 0, 10, 20, 30 mm ; 
– le temps d’exposition au feu : 30, 60, 90 min. 
Les températures de l’acier et du bois à 10 mm du boulon diminuent linéairement le long de l’élément 
métallique. Les boulons, les boulons avec une plaque métallique et les boulons à vis ont environ la 
même température au niveau de l’acier (figure A.42). Par contre, la température des boulons protégés 
est nettement inférieure à celle des autres boulons. Pour tous les types de boulons, la température du 
bois proche de ceux-ci diminue rapidement dans des distances très courtes par rapport à la face 
exposée au feu (figure A.42). La ligne verticale de la figure A.42(b) indique l’épaisseur de 




















Figure A.42 : Évolution de la température dans les boulons (a) et le bois (b) pour une exposition 
de 90 min 
Boulon protégé 12 mm 
Boulon à vis 
Boulon 12 mm et plaque métallique 
Boulon 12 mm 
Epaisseur carbonisée  











 40       80 
 (a) 









Ces tests montrent que le diamètre des boulons et l’épaisseur de la plaque métallique influencent le 
développement de la température et la carbonisation du bois. Le temps d’exposition est comme pour la 
carbonisation un facteur important.  
En résumé de ces études, pour un même niveau de chargement, l’analyse des performances des 
assemblages bois exposés au feu est très complexe car de nombreux paramètres tels que le type 
d’organes, la géométrie de l’assemblage, le bois et sa vitesse de carbonisation mais surtout le temps 
d’exposition les influencent.  
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III. Approches réglementaires 
 
III.1. Approche réglementaire à froid 
 
Comme il a été expliqué dans le paragraphe A.I.5.1, la distribution non linéaire des efforts notamment 
de cisaillement entre deux organes d’une file engendre la nécessité de définir des espacements 
minimaux entre les organes. Pour la réglementation européenne, la présence de plus de six organes 
dans une file d’organes induit une diminution des efforts repris par l’organe le moins chargé et une 
augmentation des efforts repris par le plus chargé. Ceci implique une reprise des efforts plus 
importante pour les organes d’extrémité. Augmenter l’espacement des boulons a le même effet sur la 
distribution des efforts entre les organes que d’augmenter le nombre de boulons. Cependant, cet effet 
est moins important que lorsque le nombre de boulon par file d’organes est augmenté. Au moment de 
la rupture, une redistribution des efforts apparaît entre les organes les plus chargés et ceux les moins 
chargés. De plus, plusieurs modélisations dont celle de Bouchair [BOU 93] mettent en évidence que le 
talon est soumis à deux états principaux de contraintes : la traction perpendiculaire au milieu du talon 
et le cisaillement sur deux plans symétriques par rapport à l’axe de la pièce. Ces contraintes 
augmentent avec la réduction du talon. Ces phénomènes ont alors conduit à la détermination des 
distances minimales aux rives et abouts. L’Eurocode 5 [EU51 04] propose les dispositions minimales 













Espacement Sens de l’effort Distances minimales 
a1 Parallèle au fil (3+4.|cos α|).d 
3d a2 Perpendiculaire au fil 
Max [7d ; 80 mm] a3,t 90° ≥ α ≥ -90° 
3d 210° ≥ α ≥  150° 
   
Figure A.43 :  Définition des espacements entre les organes  selon l’Eurocode 5   
 
Le dimensionnement des assemblages de type tige est basé sur la théorie de l’analyse limite adaptée 
entre autre par Johansen.  
Les équations relatives aux différents modes possibles pour les assemblages bois-bois, bois-métal en 
double cisaillement ont été mises en place. Ces équations sont répertoriées dans l’Eurocode 5 partie 
1.1 [EU51 04]. Les résistances caractéristiques par organe et par plan de cisaillement pour les 
assemblages bois-métal et bois-bois sont calculées à partir de l’équation A.47 pour les premiers et 
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avec =β                  (A.48) 
 
150° ≥ α ≥ 90° Max [a3,t.|sin α|.d ; 3d] a3,c 
Max [a3,t.|sin α|.d ; 3d] 270° ≥ α ≥ 210°
a4,t Max [(2+2.sin α).d ; 3d] 180° ≥ α ≥ 0° 
3d a4,c Autres valeurs de α 
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Pour des assemblages avec n organes d’assemblage, la capacité résistante peut être considérablement 
inférieure à n fois la capacité résistante d’un assemblage unitaire. Ce phénomène est pris en compte 
dans l’Eurocode 5 partie 1.1 avec l’introduction d’un nombre effectif. Ainsi la capacité résistante par 










minnavec                                                                   (A.49) Rk,veffRk,eff,v FnF ⋅=
 
 
III.2. Approche réglementaire sous action thermique 
 
III.2.1. Définition du critère de la résistance au feu 
 
Afin d’uniformiser l’évaluation du comportement au feu des matériaux utilisés dans les bâtiments, une 
classification en matière de réaction au feu et de résistance au feu a été établie. Dans le cadre de cette 
étude, seule la résistance au feu est étudiée. Cet aspect concerne les fonctions porteuses et séparatrices 
des éléments de construction. La résistance au feu de ces éléments est exprimée par le temps pendant 
lequel ils peuvent jouer le rôle qui leur est dévolu malgré l’action d’un incendie. 
 
En résistance au feu, trois classements différents peuvent être requis : 
– le critère de résistance mécanique « R »  qui permet d’estimer la capacité d’une structure 
ou d’une partie de la structure à résister aux actions spécifiées pendant le temps prévu 
d’exposition au feu ; 
– le critère d’intégrité « E » qui permet d’estimer la capacité d’un écran à empêcher le 
passage des gaz chauds ou des flammes ; 
– le critère d’isolation thermique « I » qui permet d’estimer la capacité d’un écran à prévenir 
une transmission excessive de chaleur par diffusion thermique. L’accroissement 
acceptable de la moyenne des températures de la surface non exposée est limité à 140 °C, 
et l’accroissement maximal de température en un point quelconque est limité à 180 °C. 
 
Quand une résistance mécanique est exigée, les structures doivent être calculées et construites de telle 
manière qu’elles maintiennent leur fonction de capacité résistante pendant l’exposition au feu 
correspondante (critère « R »). Quand un cloisonnement au feu est exigé, les éléments correspondant 
doivent être calculés et disposés de telle manière qu’ils maintiennent leur fonction de séparation 
pendant l’exposition au feu c’est-à-dire  
– qu’aucune faille due aux fentes, trous ou autres ouvertures, ne soit suffisamment 
importante pour permettre la propagation du feu par les gaz chauds ou la flamme 
(critère « E ») ; 
– qu’aucune faille dans l’isolation occasionnée par des températures sur la face non- 
exposée excède les limites acceptables (critère « I »). 
 
Les éléments doivent satisfaire le critère « R », « E », « I » de la manière suivante : 
– fonction d’intégrité (pare flammes) : E ; 
–    fonction d’intégrité et d’isolation (pare flammes et coupe-feu) : E et I ; 
–    fonction de résistance seulement : R ; 
–    fonction coupe-feu et de résistance : R,E,I. 
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III.2.2. Actions thermiques conventionnelles 
 
Afin de pouvoir évaluer et comparer la résistance au feu de différents éléments de construction tels 
que poteaux, poutres… La notion de feu normalisé a été créée. Les trois principaux feux normalisés 
sont explicités par la suite.  
L’évolution de la température en fonction du temps d’un feu normalisé est donnée par l’équation 
suivante :  ( )1t8log3450 +⋅⋅=θ−θ                                                            (A.50)  
C’est cette courbe qui est utilisée pour le pilotage des fours dans le cadre des essais conventionnels. 
 
La courbe normalisée de la température en fonction du temps pour un feu d’extérieur est donnée par 
l’équation suivante : ( )t8,3t32,00 e313,0e687,01660 −− ⋅−⋅−⋅=θ−θ                            (A.51) 
 
De la même façon, des essais relatifs à des éléments de construction pouvant être en contact avec des 
hydrocarbures sont réalisés. La courbe normalisée pour un feu d’hydrocarbure est donnée par 
l’équation suivante : ( )t5,2t167,00 e675,0e325,011080 −− ⋅−⋅−⋅=θ−θ                                 (A.52) 
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Figure A.44 : Courbes  de feu : (a) conventionnels, (b) naturel 
 
Ces évolutions supposent des conditions de combustions idéales et, surtout, une alimentation continue 
en combustible (charge d’incendie constamment renouvelée). Elles sont donc purement 
conventionnelles ; elles permettent seulement de comparer le comportement d’éléments de 
construction dans des conditions identiques d’échauffement.  
D’après ces courbes, la température n’est fonction que du temps écoulé. Elle s’élève rapidement au 
début de l’incendie et ne cesse d’augmenter ou plafonne à 660 et 1100°C respectivement pour le feu 
extérieur et le feu d’hydrocarbure, ce qui est contradictoire à ce qui se passe dans un incendie naturel. 
En réalité, une multitude de paramètres interviennent dans le déroulement de l’incendie. C’est ce qui 
particularise les feux naturels. 
 
Un « feu naturel » est un feu dû à un foyer initialement localisé qui sollicite à son début une partie 
limitée d’un local. L’échauffement de l’air est loin d’être uniforme, et il s’ensuit des variations de la 
température dans le local avant la généralisation du feu. L’évolution d’un feu naturel dépend fortement 
des conditions dans lesquelles il a lieu (géométrie du compartiment, des ouvertures, de la nature et de 
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L’évolution d’un feu naturel peut se résumer à cinq phases comme le montre la figure A.44 : 
–    l’allumage est la première étape qui correspond à l’activité du premier foyer ; 
–  la seconde phase est la croissance pendant laquelle les flammes commencent à se propager 
mais le feu reste localisé. La température des gaz chauds ne dépasse pas lors de cette phase 
500 °C ; 
–  la troisième phase est l’embrasement généralisé (flashover). Les conditions de l’incendie 
évoluent rapidement et les matériaux non encore enflammés se décomposent par pyrolyse, 
s’enflamment, et l’incendie se généralise à toute la pièce. A ce stade, la température des gaz 
chauds dépasse 500 °C ; 
–   la quatrième phase appelée feu ou incendie généralisé est le développement du feu. C’est 
l’étape pendant laquelle tous les combustibles exposés sont en pyrolyse active. L’énergie 
dégagée par le feu est alors maximale, et on atteint les températures les plus hautes ; 
– la dernière phase est l’extinction du feu. A ce moment une bonne partie du combustible a été 
consommée. Le feu diminue d’intensité et dégage de moins en moins de chaleur jusqu’à son 
extinction.  
Les phases 3 et 4 n’ont pas toujours lieu. Il arrive que le feu se limite à l’activité du premier foyer.  
 
III.2.3. Propriétés des matériaux en fonction de la température 
 
III.2.3.1. Matériau bois  
 
Les évolutions des propriétés thermophysiques du bois en fonction de la température données par 
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Figure A.45 : Evolution des propriétés thermophysiques du bois [EU52 02] 
 
Dans la réglementation européenne, la densité du bois diminue avec la température jusqu’à 1200 °C. 
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Pour une humidité relative du bois de 12 %, l’Eurocode 5 partie 1.2 estime que la conductivité du bois 
croît avec la température jusqu’à 200 °C environ (figue A.45). Cette température correspond en fait à 
la température vers laquelle les constituants du bois commencent à se dégrader. De 200 à 350 °C, la 
conductivité décroît. Cette baisse s’explique par la combustion de gaz et la formation du bois pyrolysé. 
Vers 350 °C, le charbon de bois est formé. C’est un nouveau matériau qui est en contact avec le feu et 
sa conductivité croît avec la température.  
 
Le pic observé dans l’évolution de la chaleur spécifique donnée par l’Eurocode 5 traduit l’évaporation 
de l’eau contenue dans le bois. Il se produit entre 99°C et 105 °C.  
 
Les variations du module d’élasticité longitudinal donnée dans l’Eurocode 5 partie 1.2 pour des 
sollicitations en traction et en compression ainsi que de ses résistances sont données sur la figure A.46. 
Que ce soit en traction ou en compression, la diminution du module d’élasticité longitudinale est 
linéaire jusqu’à une température d’environ 100 °C. Puis, il continue de diminuer linéairement mais de 
façon moins rapide. Par contre, le module d’élasticité en traction a une variation avec la température 
qui est moins rapide que le module d’élasticité en compression lorsque la température est inférieure à 
100°C mais la tendance s’inverse au-delà de cette température. A 300°C que ce soit en compression ou 

































                  (a) Module d’élasticité longitudinal                                                  (b) Résistance 
 
Figure A.46 : Evolution des propriétés physico-mécaniques du bois [EU52 02] 
 
Enfin, l’Eurocode 5 admet que lorsque le bois est soumis à une élévation de température, sa résistance 







dont l’évolution en fonction de la température est représentée sur la figure A.46. La résistance en 
compression longitudinale est, selon l’Eurocode 5 partie 1.2, la propriété mécanique qui est le plus 
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III.2.3.2. Matériau acier 
 
Tout d’abord, il faut savoir que la masse volumique de l’acier est supposée constante malgré 
l’élévation des températures. Elle est prise égale à 7850 kg/m3. 
La chaleur spécifique c de l’acier est pratiquement constante excepté un pic à une température 
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Figure A.47 : Évolution des propriétés thermophysiques  de l’acier avec la température [EUR3 01] 
 
Ce pic de chaleur spécifique est expliqué par des modifications structurelles de l’acier. Il coïncide avec 
la transformation d’une structure ferrito-perlit en une structure austénitique.  Dans les modèles de 
calculs simplifiés, la chaleur spécifique de l’acier  peut être considérée comme indépendante de la 
température: ca = 600 J/kg/K. 
 
La variation de la conductivité thermique λ de l’acier est illustrée sur la figure A.49. Elle diminue 
linéairement jusqu’à une température de 800°C (température à laquelle l’acier subit des modifications 
atomiques) avant de se stabiliser à une valeur de 27,3 W/m.K pour des températures supérieures. Une 
valeur indépendante de la température égale à 45 W/m.K peut être utilisée dans les modèles simplifiés. 
 
Une caractéristique très importante de l’acier lors d’un incendie est sa dilatation thermique Δl/l. Sa 










Figure A.48 : Évolution de la dilatation thermique de l’acier en fonction de la température [EUR3 
01]  
 
La courbe comme on peut le voir sur la figure A.48 a un palier entre 750 et 850 °C. Ce palier 
correspond à la zone de transformation structurelle de l’acier décrite précédemment. 
 
Sous actions thermiques, les caractéristiques physico-mécaniques de l’acier chutent rapidement 
provoquant ainsi la ruine ou l’effondrement de la structure de l’ouvrage. 
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Les propriétés physico-mécaniques de tous les types d’acier évoluent en fonction de la température. 
Leur évolution est influencée par la composition et le procédé de fabrication de l’acier. 
Selon l’EC3-1-2 [EUR3 01], pour un acier de construction, la relation contrainte-déformation, aux 




































Figure A.49 : Diagramme contraintes relatives - déformations en fonction de la température 
[EUR3 01] 
 
Ces évolutions des propriétés en fonction de l’augmentation de température sont décrites par des 
coefficients de réduction. Pour des aciers de construction de nuance S235, S275, S355 et S460, ils 

















Figure A.50 :  Coefficients de réduction  des propriétés mécaniques de l’acier [EUR3 01] 
 
A 500°C, le module d’élasticité de l’acier est réduit de 40 % par rapport à celui obtenu à température 
normale c’est-à-dire à 20°C. 
 
 
III.2.4. Dimensionnement des assemblages soumis au feu [EU52 02] [RAC 96] 
 
Les comportements au feu du bois et de l’acier sont ainsi bien connus. Mais la présence de ces 
matériaux  dans les assemblages ainsi que la multitude de connecteurs possibles entraînent une 
mauvaise connaissance du comportement au feu des assemblages. Cependant, les Eurocodes 5 partie 
1-1 [EU51 02] et partie 1-2 [EU52 02] apportent des éléments de réponse pour le dimensionnement 
des assemblages. 
 
L’Eurocode 5 partie 1.2 indique que la résistance mécanique caractéristique par plan de cisaillement et 
par organe d’un assemblage soumis à un feu normalisé ISO R834 vaut : 
 où                                             (A.53) d,fiktconn e
−=ηRk,vconnfi,Rk,v FF ⋅η=
k est un paramètre dépendant du type d’assemblages considérés (voir tableau A.5).  
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Assemblages avec k tfi,d (min) 
Clous et  vis 0,080 20 
Boulon bois sur bois 0,065 30 avec d ≥ 12 mm 
Boulon acier sur bois 0,085 30 avec d ≥ 12 mm 
Broche bois sur bois* 0,040 40 avec d ≥ 12 mm 
Broche acier sur bois* 0,085 30 avec d ≥ 12 mm 
Connecteurs 0,065 30 
* Pour les broches dépassant de plus de 5 mm, les valeurs de k doivent être égales à celles du boulon 
 
Tableau A.5 : Valeurs du paramètre k 
 
La durée de résistance au feu calculée pour un assemblage non protégé notée tfi,d est déterminée par la 








⋅⋅−=                                                                          (A.54)                          
avec ηfi : le facteur de réduction pour la valeur de calcul de la charge en situation de feu ; 
         γM : le coefficient partiel de sécurité en fonction de la classe de l’ouvrage ; 
         kfi : coefficient pris égal à 1,15 pour les organes en cisaillement avec des éléments en bois ou en 
panneaux de bois ; 
         γM,fi : le coefficient de sécurité du bois au feu pris égal à 1.  
 
Même si la capacité résistante des organes d’assemblage fabriqués en acier non protégé est 
considérablement affectée par la chaleur, l’Eurocode 5 partie 1-2 considère qu’un assemblage 
correctement dimensionné selon l’Eurocode 5 partie 1.1 doit assurer une durée de stabilité au feu de 15 
minutes sans aucun changement de l’assemblage. Toutefois, ceci reste à vérifier par des essais. 
 
Afin de garantir une stabilité au feu supérieure ou égale à 15 minutes (sans toutefois dépasser 30 
minutes), les distances minimales aux rives et aux bords, en plus des exigences d’espacement et de 
distances aux extrémités doivent être augmentées de afi  (figure A.51). afi correspond en fait à 
l’épaisseur qui sera carbonisée après l’exposition au feu  et vaut :  ( )dfi,reqfluxnfi ttkβa −⋅⋅=                                                                                     (A.55) 
avec  βn : la vitesse de combustion ; 
         kflux : le coefficient qui prend en compte l’augmentation du flux de chaleur au travers de l’organe 
         d’assemblage (égal à 1,5 dans la majorité des cas) ; 
         treq : le temps exigé en résistance au  feu standard ; 
         tfi,d : le temps de résistance au feu d’un assemblage non protégé.  
 
Figure A.51 : Définition des distances de protection [EU52 01]
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PARTIE B :  MODELISATION DU COMPORTEMENT 
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I. Modélisations d’assemblages à froid 
 
L’examen des assemblages brochés ou boulonnés réalisé dans la partie A.1 montre que le 
comportement des liaisons bois peut être approché si les déformations subies par les différentes pièces 
sont prises en compte. Pour cela, il est apparu que les deux caractéristiques principales étaient la 
portance du bois et la flexion des organes. La modélisation du comportement en portance du bois 
implique dans un premier temps la connaissance du comportement intrinsèque du matériau bois. Dans 
un second temps, il est nécessaire d’introduire la présence de la tige. Des modèles tels que celui de 
Chen [CHEN 03] ont alors été créés.  
La flexion des organes a fait l’objet de nombreux modèles. L’approche cinématique des assemblages 
amène à approcher le comportement de l’organe à une poutre sur appuis continus dont la fondation 
représente les caractéristiques à l’enfoncement du bois. 
Cependant, quelques auteurs ([CHE 03], [DIAZ 04], [VAN 04]) ont introduit les trois directions de 
l’espace afin de pouvoir prendre en considération les interactions de contraintes au sein des 
assemblages.    
Par la suite, la modélisation par la méthode des éléments finis du matériau bois en élasticité et en 
plasticité est décrite. Ensuite, un état de l’art sur la modélisation des assemblages de structures bois est 
abordé. 
 
I.1. Modélisation du matériau bois par éléments finis  
 
I.1.1. Comportement élastique  
 
La plupart des auteurs ayant approché le comportement du bois dans les zones d’assemblages par la 
méthode des éléments finis ont utilisé la théorie classique de la mécanique des milieux continus. En 
effet, le comportement du bois avec l’hypothèse des petites déformations est assez bien représenté par 
la loi de Hooke généralisée à un matériau homogène élastique orthotrope [GUI 87]. En général, 
l’hypothèse d’un matériau homogène est retenue. Seules des approches à l’échelle microscopique du 
matériau retiennent les effets des défauts tels que les nœuds et les fentes.  
Pour un matériau anisotrope, la matrice des complaisances élastiques comporte 81 termes 
indépendants. Cependant, les hypothèses d’orthotropie et de symétrie de cette matrice réduisent le 
nombre de termes indépendants à 9. La matrice de complaisance en notation condensée  
{εij} = [Sij]{σj} s’écrit alors pour les plans du repère (O,L,R,T) comme suit :     







































































































































ij ==                     (B.2) 
De plus, les coefficients de Poisson doivent vérifier la condition de « positivité » de l’énergie de 




Φ ijij =>⋅⋅=                                            (B.3)                                 
Toutes les grandeurs étant par définition positives, cette condition se traduit par la relation suivante :  
          , , ,    (B.4) 0υυ1 RTTR >⋅−0υυυυυυυυυυυυ1 LTTLRTLRLTTLTRLTLRRLTRRT >⋅−⋅⋅−⋅⋅−⋅−⋅− 0υυ1 LTTL >⋅−0υυ1 RLLR >⋅−
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Ce modèle représente le comportement élastique orthotrope de n’importe quelle essence de bois 
notamment en milieu continu tridimensionnel. Pour cela trois modules d’élasticité, trois modules de 
cisaillement et six coefficients de Poisson non indépendants sont définis. 
 
I.1.2. Comportement plastique du bois 
 
Sur la base du comportement des assemblages décrits dans la partie A paragraphe I, l’apparition des 
déformations plastiques induites par des contraintes de compression  au sein de l’assemblage implique 
la prise en compte de critère plastique. L’objectif d’un tel critère est de définir le seuil limite à partir 
duquel la structure microscopique du matériau subit des dommages irréversibles quelle que soit la 
combinaison des sollicitations. De par la forte anisotropie du bois, seuls les critères plastiques 
anisotropes sont présentés par la suite. La plupart de ces critères sont basés sur les critères de plasticité 
isotropes. 
 
Le premier critère pouvant être envisagé pour décrire le comportement plastique des matériaux 
anisotropes est le critère de l’énergie maximale de cisaillement de Hill. Ce critère sous la forme 
suivante est une généralisation du critère isotrope de Von-Misès :  





















où F, G, H, L, M et N sont les invariants du critère.  
 
Cependant, les dissymétries des comportements en traction et en compression ne sont pas pris en 
compte. Parmi les critères prenant en compte ces dissymétries, celui de Tsaï-Wu semble le mieux 
adapté pour décrire le comportement des matériaux anisotropes. L’adaptation de ce critère à des 
matériaux orthotropes engendre de nombreuses simplifications. En postulant que le changement de 
signes des contraintes de cisaillement n’affecte pas l’état limite, le critère de Tsaï-Wu [CLO 98] 
nécessite toutefois la détermination de 12 paramètres indépendants pour décrire la surface d’état 
limite. Il est alors de la forme :   














où Fij (i,j = 1..3) représentent les invariants du modèle.  
Les termes linéaires en contraintes tiennent compte de la dissymétrie entre la traction et la 
compression. Les termes quadratiques définissent un ellipsoïde dans l’espace des contraintes.  
 
L’identification des 12 coefficients de ce critère implique une analyse inverse basée sur des essais 
[GAU 80]. La complexité de cette identification favorise l’utilisation du critère Hill pour la description 
de la plasticité du bois.  
 
I.2. Modélisation du comportement d’assemblages bois 
 
La modélisation du comportement des assemblages comporte trois problématiques majeures. La 
première consiste à décrire les contraintes de portance du bois. Il s’agit alors d’étudier l’évolution des 
contraintes dans le plan (x,z) (figure B.1). La deuxième concerne l’étude du comportement des 
organes c’est à dire l’approche cinématique. La modélisation d’une poutre sur appuis continus permet 
de décrire la flexion des organes dans le plan (x,y). Enfin, la troisième repose sur la modélisation des 
interactions de contraintes dans l’assemblage. Ceci implique alors la prise en compte des trois 







Figure B.1 :  Repère pour la modélisation des assemblages 
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I.2.1. Simulation de l’évolution de la portance  
 
L’étude de l’évolution des contraintes de portance du bois implique une modélisation numérique dans 
le plan perpendiculaire à l’axe de l’organe d’assemblage. De cette façon, Chen [CHE 03] a réalisé une 
modélisation bidimensionnelle par éléments finis d’un assemblage broché sollicité en traction ou en 
compression. Le diamètre de l’organe est 16 mm. L’assemblage peut être supposé bidimensionnel 
avec une épaisseur uniforme lors d’une analyse en contraintes planes. Ceci implique que les 
contraintes et les déformations sont homogènes sur l’épaisseur du bois. Par conséquent, il n’est valable 
que pour de faibles épaisseurs de bois (dans ce cas 45 mm). La contrainte d’enfoncement est 
considérée uniforme le long de l’épaisseur du bois. Des caractéristiques du bois ayant des modules 
plus faibles ont été mises en place autour de l’organe. L’objectif est alors de simuler les déplacements 
dus à l’écrasement des fibres sous l’enfoncement de l’organe. 
Afin de s’adapter à la géométrie irrégulière de l’assemblage notamment au voisinage de l’organe, un 












Figure B.2 :  Maillage utilisé lors de la modélisation bidimensionnelle de Chen 
E0 = 10 000 MPa 
E90 = 600 MPa 
υ = 0,35 
E0 = 5 000 MPa 
E90 = 300 MPa 
υ = 0,35 
 









Ksmax = G/ (é
eur de l’assemblage) 
paisseur de l’assemblage) 
 
Figure B.3 :  Descriptif de l’élément joint 
 
L’élément ainsi décrit sur la figure B.3 est un élément à quatre nœuds ayant des propriétés dans les 
deux directions du plan. Ks est alors la rigidité tangentielle appelée également de cisaillement de 
l’élément alors que Kn représente la rigidité dans la direction normale. Cette dernière est également 
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Les principaux rôles de ces éléments sont de créer un lien entre le bois et la broche et d’apporter une 
rigidité qui représente l’état du contact (coefficient de frottement et résistance en compression du 
contact). Ces éléments sont associés au critère de Mohr-Coulomb. Ils ont un comportement élastique 
linéaire. Les résultats des simulations donnent des résultats similaires aux résultats expérimentaux 
notamment en matière de force critique (figure B.4).  
 
























Figure B.4 :  Comparaison des forces critiques simulées et expérimentales 
 
Bouchair [BOU 93] a pris en compte le contact à l’aide d’élément ressort à comportement non linéaire 
du même type que ceux utilisés par Chen. Le principal avantage de cet élément est son indépendance 
vis-à-vis des formes et des contours des surfaces en contact. Son utilisation est simple. Cependant, la 
principale difficulté demeure le choix du maillage ainsi que le choix de la rigidité adéquate pour une 
géométrie donnée. Ce type d’approche ne permet pas de coupler l’état de déformation de la tige avec 
celui des éléments formant l’assemblage. Il ne permet donc pas d’approcher les champs de contraintes 
au sein de ces éléments. De plus, le découplage entre plans principaux constitue la principale limite 
dans la capacité de l’approche numérique retenue pour décrire le comportement des assemblages. Pour 
remédier à ce problème, l’approche pseudo-tridimensionnelle [BOC 97] repose sur l’hypothèse de 
champs de contraintes et de déformations homogènes loin des organes d’assemblage et sur la mise en 
place de ressorts élaborés au voisinage des organes.  Ceux-ci sont constitués par deux éléments de 
joints et deux éléments de type BARRE disponibles dans le logiciel CASTEM 2000 (figure B.5).  
 
Figure B.5 :  Ressorts élaborés [BOC 97] 
 
Ces ressorts intègrent la géométrie de l’assemblage, le jeu, le contact et les caractéristiques du bois. 
Dans cette zone, le bois est supposé pouvoir se plastifier sous la pression locale développée par 
l’organe. En dehors de cette zone, le bois a un comportement élastique fragile. Loin de l’organe, les 
contraintes dans l’élément de bois sont considérées comme homogènes sur l’épaisseur de celui-ci. Par 
conséquent, la modélisation du volume de bois peut être ramenée à la modélisation d’une plaque 
orthotrope transverse. La modélisation d’une pièce en bois en présence d’un organe de type tige  
équivaut à la modélisation de la tige par des éléments de poutre, un ensemble de ressorts élaborés 
autour de l’organe et une plaque isotrope transverse modélisant le comportement des éléments en bois 
loin des organes. Cette modélisation est faite en trois dimensions. Grâce à l’établissement de relation 
reliant les différents déplacements de la poutre, une rotation de 90 °C de cette même poutre, la 
modélisation devient bidimensionnelle (figure B.6). 
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Figure B.6 :  Modélisation bidimensionnelle d’un volume de bois en présence d’un organe de 
type tige par la méthode des éléments finis 
 
Avec ce type de modélisation, le comportement statique des assemblages est bien approché. Cette 
approche permet alors d’aborder le comportement des liaisons de structures bois en intégrant le 
couplage des plans parallèle et perpendiculaire aux organes d’assemblage.  
 
I.2.2. Modèles de poutres sur appuis continus 
 
L’approche cinématique des assemblages amène à rapprocher le comportement de la tige et 
l’enfoncement du bois au comportement d’une poutre sur appuis continus. La poutre correspond à la 
tige alors que les fondations représentent le comportement à l’enfoncement du bois.  
Pour les assemblages brochés, l’évolution de la force en fonction du glissement peut être déterminée 
en utilisant une poutre non-linéaire sur appuis continus. La relation contraintes-enfoncement de la 
fondation est alors définie par des essais d’enfoncement du bois et s’exprime sous la forme de 
l’équation de Foshi (partie A paragraphe I.4.1). La broche est modélisée par des éléments de poutres, 
le contact par des ressorts placés aux noeuds. Dans cette approche, la résistance ultime calculée de 
l’assemblage est équivalente à celle basée sur la théorie de Johansen.   
Ainsi, Diaz [DIAZ 04] a étudié le comportement des assemblages bois-béton par broches. Son modèle 
réalisé avec le logiciel Marc Mentat se compose d’une poutre (l’organe) reliée à des ressorts (la 
fondation c’est-à-dire le bois ou le béton). Chaque ressort a une rigidité et une résistance équivalentes 
aux valeurs calculées multipliées par la longueur d’influence du ressort et le diamètre de l’organe. 
Ainsi, un module de fondation de 80 kN/mm3 a été mis en place. Il apparaît alors que la première 
rotule plastique apparaît à l’interface bois ou béton. Cette plastification est associée à la plastification 
des ressorts proches de l’interface. En termes de seuil plastique, ces modèles donnent des résultats 
comparables à ceux obtenus par une approche analytique. De plus, ils permettent d’analyser 













Figure B.7 :  Comparaison entre les simulations et l’essai pour le modèle 2D 
 
Béton rigide 
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Cependant, en comparaison avec les résultats expérimentaux, ces modèles sont en général trop rigides 
avant la plastification. Quand aucun jeu n’est pris en compte, la rigidité initiale est surévaluée. Ce type 
de modèles simule bien la partie initiale des essais mais décrit mal le comportement plastique des 
assemblages. Les résultats des modèles de poutres donnent une résistance comprise entre la charge 
plastique et la résistance ultime. Par ailleurs, ce type de modèle de poutres sur appuis continus ne 
permet pas une prise en compte correcte du jeu et du frottement entre les pièces. Le cisaillement du 
bois est également négligé dans ce type de modèle. Ces deux restrictions de ces modèles sont une 
limitation importante lors de l’approche des interactions de contraintes.  
 
I.2.3. Modélisation de l’interaction des contraintes dans un 
assemblage 
 
La prise en considération des interactions de contraintes est introduite dans les simulations par la prise 
en considération des trois directions de l’espace. Ainsi, la simulation des assemblages par tubes permet 
à J.W. Van De Kuilen [Van 04] de simuler le comportement des assemblages par tubes. Les 
déformations transversales du bois sont alors décrites.   
 
Le contact est mis en place à l’aide de corps déformables constitués par les différentes pièces de 
l’assemblage (figure B.8). Le frottement entre les différentes pièces de l’assemblage est pris en 
compte.  
                                                                   
 
 
Figure B.8 :  Eléments de contact pour un modèle 3D           
 
Pour les tubes de 18 mm, une importante différence de la rigidité initiale est observée entre le modèle 
numérique et les essais notamment pour une épaisseur de 12 mm des éléments en bois. La résistance 
ultime et les grands déplacements sont bien approchés par la modélisation. La pente de plasticité est 
correctement approchée (figure B.9). 
 
 























Figure B.9 :  Loi force-glissement pour un tube de 18 mm de diamètre en double cisaillement 
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Dans tous les cas, la rigidité initiale semble la partie la plus difficile à modéliser correctement. La 
rigidité initiale de l’assemblage est, la plupart du temps, trop grande comparée à la valeur 
expérimentale. 
 
Les assemblages bois-béton par broches ont été modélisés en 3D par A.Diaz [DIAZ 04]. Les 
interactions entre les matériaux (bois/béton, bois/acier et béton/acier) sont modélisées avec des 
éléments de contact prédéfinis dans Marc prenant en compte le frottement. Le bois est considéré 
comme un matériau orthotrope élasto-plastique ayant une surface plastique définie par le critère 
plastique orthotrope de Hill. L’acier est un matériau isotrope plastique ayant un comportement 
écrouissable. Le béton est pris comme un matériau isotrope élastoplastique. Le critère de plasticité 
utilisé pour l’acier et le béton est le critère de Von Misés.       
Le modèle tridimensionnel donne un bon comportement global de l’assemblage. Après l’apparition de 
la première rotule plastique, ce modèle montre une augmentation de la charge en fonction du 
glissement que ne montraient pas les modèles de poutres sur appuis continus (figure B.10).  
0 










Figure B.10 :  Evolution de la force en fonction du déplacement  
 
Guan ([GUA 96], [GUA 98]) a réalisé un modèle similaire qu’il a développé sous le logiciel Abaqus. 
Cependant la prise en compte du contact est réalisée en considérant les surfaces de glissement soit 
comme des surfaces maîtresses qui sont attachées à des corps de rigidité supérieure (le bois) soit 
comme des surfaces « esclaves » (organes) en un noeud de contact à un corps déformable (bois). Si les 
deux corps en contact ont la même rigidité, le choix de la surface maîtresse n’a pas d’importance. Les 
surfaces maîtresses sont les panneaux renforçant le bois ; les surfaces esclaves sont les surfaces 
constituant l’organe tandis que les corps déformables représentent le bois. Le glissement est guidé par 
un plan projeté où se trouve la ligne de glissement. Celle-ci est attachée à la surface maîtresse et à 
l’interface de l’élément de la surface « esclave ». La surface maîtresse est légèrement plus large que la 
surface esclave sur laquelle les éléments d’interface sont créés. Les éléments d’interface ne peuvent 
pas sortir de la ligne de glissement. En effet, ce phénomène pourrait engendrer des problèmes de 
convergence. Entre les boulons, le bois et le contreplaqué, le contact n’est pas maintenu tout le long de 
la modélisation. Des séparations peuvent donc avoir lieu entre ces différents éléments. La 
modélisation par éléments finis est faite avec des éléments isoparamétriques. La figure B.11 montre la 











Figure B.11 :  Assemblage simulé 
 (kN) 
 d (mm)
N œ uds 
Charge 
Mouvements directions 2 / 3 bloqués 
Noeuds 
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La rupture est supposée pouvoir apparaître dans le bois et dans l’acier. Le critère de rupture est un 
critère sur les déplacements c’est-à-dire que le glissement maximal autorisé est de 15 mm 
(équation B.7). ( )( ) mm15uu itlimnijj,i =≤σε        (B.7)  
Pour un assemblage en double cisaillement avec un organe d’assemblage, le modèle donne une bonne 
déformation des organes et l’évolution de la charge en fonction des glissements corrèle bien avec 
l’évolution expérimentale (figure B.12). 
Erreur ! 




























Figure B.12 :  Résultats de la simulation 
 
En conclusion, il apparaît que l’utilisation d’un modèle tridimensionnel permet une description 
correcte de la phase plastique. Le principal avantage de ce type de modèle est la prise en compte des 
jeux et du frottement entre les pièces. 
  
I.3. Application à un modèle thermomécanique 
 
L’analyse des modèles déjà existants montre que les modèles bidimensionnels dans un plan 
perpendiculaire à la direction de l’organe impliquent une bonne description de l’évolution des 
contraintes de portance. Le modèle de poutres sur appuis continus est une alternative à la 
détermination expérimentale de la résistance de l’assemblage. Cependant, la prise en compte des jeux, 
de l’état de la surface de contact est difficilement possible avec ce type de modèle. Or la partie A.I a 
mis en évidence l’importance de ces paramètres sur les champs de contraintes autour de l’organe. 
L’utilisation d’un modèle tridimensionnel s’avère alors pertinente. De plus, la prise en considération 
des trois directions de l’espace implique une description des contraintes plus complète que dans le cas 
d’une modélisation bidimensionnelle. Or lorsque les assemblages sont sollicités thermiquement, la 
diminution de la section de bois sain associée à l’échauffement des organes engendre une répartition 
des contraintes dans la section de bois sain. Cette dernière varie alors en fonction de la durée 
d’exposition au feu. Cette nouvelle répartition associée à une modification de la compatibilité des 
déformations liées à l’échauffement des éléments sont à l’origine d’une reprise des efforts par chacun 
des organes non constante. Thermiquement, un modèle numérique tridimensionnel permet également 
de décrire les champs thermiques dans l’épaisseur de l’assemblage mais également le long de la file 
d’organe et selon la hauteur. C’est pourquoi, un modèle thermomécanique tridimensionnel est créé 
dans le cadre de cette étude. 
Pour mettre en place ce modèle thermomécanique, la création d’un modèle mécanique à champs 
thermiques uniformes est nécessaire dans un premier temps. Pour cela, les lois de comportement des 
matériaux, le maillage, les conditions limites et la prise en compte des interfaces sont autant de point à 
définir. Ensuite, les champs thermiques au sein des assemblages sont à déterminer. Des hypothèses tel 
le fait de ne pas prendre en compte le taux d’humidité du bois sont alors faites. Enfin, il est nécessaire 
de coupler ces deux modèles pour réaliser un couplage thermomécanique. La prise en compte de 
coefficients de réduction des différentes caractéristiques intrinsèques des matériaux est alors 
indispensable. Les paragraphes suivants décrivent les lois de comportement mises en place dans les 
modèles. Il expliquent également les choix rélaisés. 
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II. Modèle mécanique non linéaire à champ 
thermique constant 
 
II.1. Modélisation du bois 
 
II.1.1. Lois de comportement et critère de plasticité du bois 
 
En principe, le comportement du bois selon ses trois directions privilégiées peut être modélisé par une 
loi linéaire élastique. Mais les valeurs des différents paramètres mécaniques sont difficiles à 
déterminer et varient en général considérablement selon l’essence du bois. Par ailleurs, au cours de la 
majorité des essais étudiés, la direction longitudinale est correctement définie et aucune distinction 
n’est faite entre les deux autres directions. De plus, les propriétés dans les directions radiales et 
tangentielles sont très proches alors que, d’après des études [GAU 80], [RAC 96], le facteur de 
variation entre les directions parallèle et perpendiculaire (c’est-à-dire radiale ou tangentielle) est 
supérieur à 20. En conséquence, et compte tenu de la bibliographie, aucune distinction n’est prise entre 
la direction tangentielle et radiale. Les propriétés du bois dans ces deux directions sont considérées 
égales aux valeurs perpendiculaires aux fibres.  
 
Par conséquent, pour le bois, seul un module d’élasticité longitudinal (noté E0) est pris en compte. Les 
autres propriétés que ce soit élastiques ou plastiques découlent de celui-ci. Les caractéristiques 
définies à partir des caractéristiques du bois lamellé-collé sont données dans le tableau B.1. 
 
fc,0 (MPa) E90 (MPa) G (MPa) fc,90 (MPa) fv (MPa) υLR = υRT υTL 
E0/30 E0/16 0,41 0,02 1,1.E0/505 1,1.E0/2120 1,15.E0/4100 
Tableau B.1 : Propriétés mécaniques du bois 
 
L’apparition de déformations plastiques localisées dans le bois et de rotules plastiques au niveau des 
organes sont prises en compte par l’intégration de critères de plasticité dans le modèle tridimensionnel. 
L’adaptation des critères anisotropes au bois est parfois difficile. En effet, la recherche bibliographique 
a montré que seules des réponses partielles ne prenant pas en compte la dissymétrie des contraintes 
limites avaient été définies. Sous sollicitation en compression, le bois est relativement ductile alors 
qu’en traction il a un comportement fragile et les contraintes limites notamment perpendiculaires aux 
fibres sont faibles. Cependant, si ces dissymétries sont prises en considération, elles nécessitent la 
détermination expérimentale de nombreuses caractéristiques intrinsèques du bois. Dans ces conditions, 
la plupart des modèles élasto-plastiques ne sont pas représentatifs du comportement réel du bois. Le 
critère utilisé est celui de Von Mises généralisé à un matériau anisotrope c’est-à-dire le critère de Hill 
associé à une loi d’écrouissage (partie B paragraphe I.1.2). Il s’écrit alors : 














Le comportement global des assemblages de structures bois par tiges étant principalement influencé 
par le comportement en compression, les limites élastiques prises en compte dans ce critère sont celles 
en compression du bois. Avec les hypothèses d’une orthotropie transverse et d’une limite élastique σ 
de 1, les paramètres définis dans l’équation B.8 sont égaux à :  
2432 τ3
2aaa ⋅===2c,032 f









où : fc,0 est la limite élastique en compression dans la direction parallèle aux fibres, 
       fc,90 est la limite élastique en compression dans la direction perpendiculaire aux fibres, 
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L’état de l’art montre que les éléments solides pour la modélisation permettent de décrire le 
comportement mécanique du bois. La plupart des auteurs [DIAZ 04], [Van 04] utilisent des éléments 
hexaédriques linéaires. Cependant, le problème rencontré dans les assemblages par tige est 
principalement un problème de flexion des organes. Par conséquent, il est préférable d’utiliser des 
éléments quadratiques qui décrivent ce type de problème mieux que les éléments linéaires.  
Le maillage doit être réalisé de telle manière qu’il puisse permettre de décrire à la fois les champs 
thermiques et les champs de contraintes au sein de l’assemblage. Or la description des transferts 
thermiques implique un maillage selon l’épaisseur de la pièce en bois plus dense au niveau de la face 
exposée au feu où les gradients thermiques sont les plus élevés. Inversement la description des champs 
de contraintes conduit à une densité de mailles plus importante au niveau de l’interface entre les pièces 
en bois. Par conséquent, le maillage devant décrire ces deux types de phénomènes a été choisi en 
prenant des mailles d’épaisseur constante comme le montre la figure B.13.  
  Bois t2 
Bois t1 
 
Figure B.13 :  Maillage selon l’épaisseur du bois 
 
La dimension de ces mailles est comprise entre une et deux fois le diamètre des organes. Celle-ci a été 
fixée par une étude de sensibilité réalisée par Bocquet [BOC 97]. De cette étude, il apparaît également 
la nécessité de distinguer une zone autour de l’organe d’assemblage prenant en considération 
l’effondrement de la structure même du bois. Les observations faites à la suite des essais de portance 
montrent que cette zone s’étend sur une distance autour de l’organe comprise entre une fois et deux 
fois le diamètre de ce dernier. C’est pourquoi un maillage concentrique a été mis en place comme le 
montre la figure B.14. Celui-ci s’étend sur une distance d’une fois le diamètre. Le même maillage 
concentrique est mis en place pour la plaque métallique. L’épaisseur de la plaque est discrétisé par des 
mailles d’un millimètre d’épaisseur. 
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II.2. Modélisation de l’acier 
 
Les organes d’assemblage et la plaque métallique sont constitués d’acier ordinaire. Son comportement 
est donc considéré comme isotrope. Le module d’Young est alors fixé à 210 GPa et le coefficient de  
Poisson à 0,3. 
 
L’apparition de rotules plastiques au niveau des organes est prise en compte par l’intégration de 
critères de plasticité dans le modèle tridimensionnel. 
Pour l’acier qui est un matériau isotrope, le critère de plasticité utilisé est le critère de Von Misès 
décrit dans la partie B paragraphe I.1.2. Sous le code de calcul Marc, ce dernier s’écrit, pour un 
matériau isotrope, sous la forme :  














yx ++⋅+−+−+−=                                                   (B.10) 
 où σ  représente la limite élastique 
     σx, σy et σz sont les limites élastiques selon les directions x, y et z. 
 
Le comportement de l’acier est assimilé à un comportement bilinéaire : la phase élastique et la phase 
d’écrouissage. La pente d’écrouissage p définie dans la figure B.13 varie de 10 à 30 %. 
 
ε0+1 ε0 










Figure B.15 :  Loi de comportement bilinéaire 
 




La modélisation du comportement mécanique de l’acier est nettement moins complexe que celle du 
bois. Afin de limiter le temps de calcul du modèle, il apparaît donc intéressant de simplifier au 
maximum le maillage de l’acier. L’état de l’art montre dans le paragraphe I de la partie A que les 
organes d’assemblages sont principalement modélisés par des éléments de poutre et non des éléments 
solides. Cependant, il est à rappeler que la modélisation des organes d’assemblage doit à la fois 
retranscrire les champs thermiques et les champs de contraintes principalement de flexion au sein de 
ces derniers. Or, il est difficile à partir d’éléments de poutre de décrire des champs thermiques avec le 
logiciel utilisé (Marc). Par conséquent, il apparaît nécessaire d’utiliser des éléments finis solides. 
Cependant, l’état de l’art n’utilisant pas ce type d’éléments, une validation de l’utilisation d’éléments 
solides doit être réalisée. Pour cela, le comportement en flexion des organes est étudié.  
L’état de l’art a montré qu’une modélisation du comportement des organes par des éléments de poutres 
donne dans la globalité une bonne corrélation entre les essais et les simulations. Par conséquent, il 
paraît intéressant de comparer les résultats du comportement numérique en flexion des organes 
(modélisés par des éléments solides) avec les résultats issus de la théorie des poutres. Lors de cette 
étude, plusieurs densités de maillage ont été mises en place afin de définir la sensibilité du 
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II.3.2. Modélisation du comportement en flexion des organes  
 
Lorsque les organes d’assemblages sont modélisés par des éléments solides, quatre types de maillage 
ont été réalisés. Les différents paramètres de ces maillages, pour une tige de 119 mm de long, sont 
représentés sur le tableau B.2. 
 
Les paramètres du maillage sont :  
- le nombre d’éléments dans la direction radiale de la section de l’organe (nrad) ; nrad 
- le nombre d’éléments dans la direction longitudinale de l’organe (nlong). 
 
Type de maillage nrad nlong 
M1 6 7 
M2 12 7 
M3 12 14 
M4 24 28 
nlong 
Tableau B.2 :  Propriétés des différents maillages 
 
Le nombre minimal de mailles sur la longueur de la tige (nlong) correspond à une longueur de maille 
d’environ une fois le diamètre de cette même tige.  
 
Pour chacun de ces maillages, des simulations avec des éléments solides à huit et vingt nœuds  appelés 
respectivement HEX 8 et HEX 20 et décrits sur la figure B.16 sont réalisées. 
                                                                
           (a) HEX 8                                                                      (b) HEX 20 
Figure B.16 :  Eléments finis solides 
 
Les conditions limites prises en compte pour la simulation numérique d’un essai de flexion  d’un 
organe sont : 
- les déplacements des nœuds d’une de ses extrémités sont supposés nuls dans les trois 
directions de l’espace ; 
- les déplacements des nœuds de l’extrémité opposée sont imposés selon une direction 
perpendiculaire à la génératrice de l’organe. 
 
II.3.3. Confrontation des résultats des simulations à la théorie des 
poutres 
 
Les résultats des simulations avec les éléments solides conduisent dans un premier temps à comparer 
les évolutions Moment-Déplacement avec la théorie des poutres. Le déplacement pris en compte 
correspond à la flèche à l’extrémité non encastrée de la poutre console. La figure B.17 donne cette 
comparaison pour le maillage de type M1 avec des éléments HEX 20.  
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Figure B.17 :  Comparaison de l’évolution du moment (M) en fonction de la flèche (f) : théorie des 
poutres et éléments solides 
 
Il apparaît alors que la différence entre les valeurs de la théorie des poutres et les valeurs issues de la 
simulation par la méthode des éléments finis est au maximum de 8 % pour la phase élastique. Par 
conséquent, l’utilisation d’éléments solides, permet, pour la phase élastique, de retranscrire le 
comportement de la théorie des poutres. La valeur du moment plastique selon la théorie des poutres est 
supérieure à celles expérimentale et simulée avec les éléments solides. Ces deux dernières valeurs sont 
très proches puisque que l’écart est d’environ de 2%.    
 
II.3.4. Influence de la densité de maillage sur le comportement des 
organes 
 
Après avoir comparé les résultats de la modélisation par éléments solides avec la théorie des poutres, il 
est intéressant de montrer l’influence de paramètres importants tels que la finesse du maillage et le 
type d’éléments utilisés. Cette étude permet également de fixer les hypothèses retenues pour la 
modélisation des organes d’assemblage.  
Deux types d’éléments (HEX 8 et HEX 20) ont été retenus pour cette étude de sensibilité. La 
figure B.18 récapitule les résultats des modélisations pour les différents éléments et pour  les différents 
maillages décrits dans le tableau B.2. Pour les éléments à 20 nœuds, par souci de clarté, seuls les 
résultats des simulations pour les maillages M1 et M2 sont donnés. En effet, les résultats des 
simulations utilisant les maillages M3 et M4 montrent que ceux-ci sont identiques à ceux mettant en 
jeu des maillages plus grossiers.  
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Figure B.18 :  Evolution du moment de flexion (M) en fonction de la flèche (f)  pour différents 
maillages 
 
Cette figure montre clairement que les résultats avec des éléments de type HEX 20 sont quasiment les 
mêmes quelle que soit la finesse du maillage. 
Par contre, la finesse du maillage influence considérablement la courbe Moment-Déplacement quand 
les éléments utilisés sont du type HEX 8. Le moment plastique estimé passe de 280 N.m pour le 
maillage M1 à 180 N.m pour le maillage M4. De plus, en comparaison avec les résultats avec les 
éléments HEX 20, il apparaît que l’utilisation d’éléments solides HEX 8 n’engendre un comportement 
en flexion de la broche correct qu’à condition d’avoir un maillage extrêmement fin de type M4. Par 
exemple, pour le maillage grossier de type M1, la rigidité initiale de la simulation avec des éléments 
HEX 8 est supérieure à celle décrite par des simulations avec des éléments HEX 20.  
 
Cette différence peut s’expliquer par le fait que les éléments HEX 20 sont des éléments quadratiques 
qui donnent un champs de déplacement non linéaire par élément. Les champs de contraintes liées à la 
flexion sont alors bien approchés. Par contre, les éléments à 8 nœuds décrivent des champs de 
déplacement constant par élément. Ils permettent alors majoritairement de décrire les champs de 
contraintes comme les contraintes de cisaillement. Toutefois, plus le maillage est fin, plus les champs 
de contraintes sont constants sur des longueurs d’éléments faibles. Les champs de contraintes liées à la 
flexion sont alors mieux décrits. Pour obtenir une description correcte de la flexion de la tige tout en 
ayant des éléments linéaires, un maillage aussi fin que le maillage M4 est indispensable. Or, dans ce 
cas l’avantage de l’utilisation d’éléments HEX 8 en terme de gain de temps de calcul est nul. 
La différence entre les seuils de plasticité pour les éléments quadratiques et linéaires s’explique par la 
présence, dans le critère de plasticité de Von Misès décrit au paragraphe I.1.2, d’un coefficient 3  
devant la contrainte de cisaillement. Par conséquent, pour des maillages grossiers où les éléments 
linéaires décrivent majoritairement le cisaillement, la limite plastique obtenue avec des éléments HEX 
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II.3.5. Maillage  
 
En résumé, la modélisation tridimensionnelle, à l’aide d’éléments solides, des organes d’assemblage 
permet une description correcte de leur comportement en flexion. Toutefois, l’emploi d’éléments 
solides linéaires implique une densité de maillage très importante qui allonge considérablement le 
temps de calcul. Pour cette raison, par la suite, les broches sont modélisées à l’aide d’éléments HEX 
20 avec un maillage grossier de type M1. La section de l’organe d’assemblage est discrétisée comme 
l’indique la figure B.19.   
 
 
Figure B.19 :  Maillage de l’organe d’assemblage 
 
La longueur des mailles selon l’axe z est comprise entre une fois et une fois et demie le diamètre de 
l’organe d’assemblage.  
 
II.4. Gestion des interfaces  
 
De manière générale, l’introduction des conditions d’interface dans les modélisations de type éléments 
finis constitue une difficulté majeure. Le traitement de ces discontinuités qui permettent de relier un 
corps solide déformable à son milieu extérieur ou qui permettent d’établir des liaisons éventuelles avec 
d’autres corps, peut influencer de manière conséquente les résultats d’une modélisation. En effet, 
lorsque l’assemblage est chargé, entre deux corps déformables (bois ou plaque métallique, et organes), 
ce sont deux surfaces cylindriques qui viennent en contact. Ce phénomène est pris en considération 
dans le code de calcul sous la forme de corps déformables. L’interface ainsi définie correspond à une 
interaction physique sur le contour d’un corps ou sur les contours de deux ou plusieurs corps 
déformables.  
 
Un critère de non pénétration représenté sur la figure B.20 est utilisé.  
 
 





uA . n ≤ D 
 
Avec uA : vecteur déplacement du point A 
         n : vecteur unitaire normal 
         D : distance critique 
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Si la contrainte de non-pénétration n’est pas respectée, il y a contact entre les deux corps. A partir de 
cet instant, les déplacements des nœuds de chaque corps sont liés. 
Une deuxième spécificité de la gestion des interfaces au sein d’un assemblage réside dans les 
phénomènes liés au frottement pouvant se développer entre les surfaces de contact. Ces phénomènes 
sont pris en considération en associant à chaque élément du corps un critère de Coulomb (avec 
plasticité associée). Ce critère a été choisi car il a été très souvent utilisé à la vue de la littérature. Par 
ailleurs, il nécessite un nombre réduit de paramètres lors de sa définition. Il se caractérise par la 
relation suivante : 
 et                          (B.11) tσμσ nt ⋅⋅=nt σμσ ⋅<
Quand le critère de Coulomb est utilisé, les contraintes aux points d’intégration c’est-à-dire aux points 
de Gauss sont tout d’abord extrapolées aux points nodaux de Gauss et ensuite transformées. De cette 
façon, la composante directe est normale à la surface contactée. La contrainte normale et la vitesse de 
glissement étant ainsi définies, la contrainte tangentielle est alors évaluée et la force nodale peut être 
calculée.  
La définition des corps d’assemblage donnée sur la figure B.21 correspond en réalité à la définition 







Organe d’assemblage 1 
Organe d’assemblage 2
Organe d’assemblage 3




Organe d’assemblage 1 
Organe d’assemblage 2 
Organe d’assemblage 3 
Organe d’assemblage 4 
 






Figure B.21 :    Définition des corps de contact pour des assemblages multiples en double 
cisaillement 
 
















Bois t1  
Organe d’assemblage 1     x x 
 Organe d’assemblage 2    x x 
Organe d’assemblage 3     x x 
Organe d’assemblage 4     x x 
Bois t1 x x x x  x 
Bois t2 (ou plaque) x x x x x  
x : contact entre les éléments 
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La contrainte de non-pénétration est basée sur les déplacements des nœuds des éléments contactants 
par rapport à la facette de l’élément contacté. Par conséquent, pour que la gestion du contact se fasse 
dans des conditions optimales, lors de la définition du maillage de l’assemblage, il est indispensable 
d’éviter toute concordance entre deux nœuds de deux corps de contact différents. C’est pourquoi, une 
attention particulière est apportée au fait de ne pas avoir un maillage identique pour chaque corps de 




















Figure B.22 :  Description du maillage des organes d’assemblage et des éléments assemblés 
   
II.5. Conditions limites 
  
Les assemblages bois-bois et bois-métal étudiés sont des assemblages par tiges avec deux plans de 
cisaillement. Ces assemblages sont réalisés par deux files de quatre organes. Par conséquent, ils 
possèdent deux plans de symétrie : le plan perpendiculaire aux organes à mi-épaisseur de la pièce 
central, le plan parallèle aux organes à hauteur de l’assemblage. Ainsi, seul un quart de l’assemblage 
est simulé.  
 
Le maillage utilisé dans le modèle mécanique à champ thermique constant est le suivant :  
(a) Bois-bois (b) Bois-métal 
 
 
Figure B.23 :   Maillage des assemblages  
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L’introduction de ces deux plans de symétrie induit la prise en considération de conditions limites de 
symétrie. Le premier plan (sym 1 de la figure B.24) correspond au plan parallèle aux files des organes 
et situé à mi-distance entre la file supérieure et celle inférieure. La compatibilité des déplacements 
dans ce plan de symétrie nécessite un déplacement nul dans la direction normale à ce plan (dans notre 
cas la direction y). Le deuxième plan de symétrie (sym 2 de la figure B.24) est le plan situé à mi-
épaisseur de l’élément central de l’assemblage. De la même manière que précédemment, la translation 









 Sym 1 Sym 2 
 
 
Figure B.24 :  Conditions limites de symétrie 
 
Le deuxième type de conditions limites concerne les conditions limites liées au support. En effet, les 
simulations sont appelées à être comparées à des résultats d’essais. Il s’agit alors de retranscrire les 
conditions limites de l’essai notamment l’application de la charge de la manière la plus représentative.  
L’hypothèse selon laquelle les déplacements, selon x, de tous les nœuds du plan extrême de la pièce 
centrale de l’assemblage sont bloqués est retenue (figure B.25a). Ceci modélise la partie fixe du bâti. 
A contrario, un déplacement, selon la direction x, est imposé au niveau de tous les nœuds du plan 








 (a) (b) 
 
 
Figure B.25 :  Définition des conditions aux limites liées au support 
 
Une étude de sensibilité a montré que pour avoir un champ de contraintes uniformes au niveau de 
l’application des conditions limites, il est nécessaire d’appliquer l’effort à 60 mm minimum de 
l’extrémité du talon de l’assemblage. Les déplacements bloqués pour simuler la partie fixe du bâti 
doivent quant à  eux être appliqués à 30 mm minimum de l’extrémité du talon. 
 
Enfin, afin d’éviter le mouvement de corps rigides qui perturbe la convergence du modèle, des ressorts 
de rigidité assez faible pour ne pas perturber l’équilibre du modèle sont mis en place au niveau de 
chaque organe d’assemblage. Ainsi, chaque organe d’assemblage est, comme l’indique la figure B.26, 
relié à la plaque métallique par un ressort de faible rigidité selon les directions x et y. 
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Figure B.26 :   Définition des ressorts de faible rigidité 
 
II.6. Etude paramétrique  
 
Le nombre de paramètres importants à la fois numériques (finesse du maillage) et physiques 
(coefficient de frottement, maillages…) implique une étude pour définir leur influence. Cette étude est 
basée sur la modélisation d’un assemblage bois-métal dont les caractéristiques géométriques sont 
données dans le tableau B.15.  
 
 
Figure B.27 :   Caractéristiques de l’assemblage bois- métal en mm 
 
Les propriétés du bois, basées sur le tableau B.4, ainsi que celles de l’acier mises en place dans le 
modèle sont données dans le tableau B.1.  
 
Bois Acier 
E0 E90 G υLR = υRT υTL fc,0 fc,90 fv E υ fvorganes fvplaque 
11 600 390 725 0,41 0,02 27,6 6,21 5,61 210 000 0,3 300 355 
Tableau B.4 : Propriétés physicomécaniques  
 
Une telle étude est un moyen de vérification des hypothèses de calcul retenues.  
 
II.6.1. Finesse du maillage 
 
Le maillage des organes d’assemblage a fait l’objet d’une étude décrite dans le paragraphe B.II.3. La 
recherche bibliographique donne des règles de maillages de l’épaisseur des pièces en bois. Il est donc 
intéressant de regarder l’influence de la densité de maillage sur l’épaisseur de la plaque métallique. 
Ainsi, la multiplication par deux du nombre de mailles sur l’épaisseur de la plaque entraînant une 
maille de 1mm d’épaisseur ne modifie pas le comportement global force-déplacement de l’assemblage 
comme le montre la figure B.28. Il est toutefois nécessaire de préciser que dans le même temps le 
nombre de mailles au niveau des organes sur la zone en contact avec la plaque a été multiplié par 
deux. Cette constatation montre que l’utilisation d’éléments solides quadratiques permet même avec 
un nombre de mailles réduit d’obtenir un comportement global de l’assemblage cohérent.  
 t1 ep  d  h  
75 8 16 254 
Organe d’assemblage 
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Figure B.28 :  Influence de la finesse du maillage de la plaque métallique  sur le comportement 
global de l’assemblage 
 
II.6.2. Influence du frottement 
 
La prise en compte des interfaces entre les pièces de l’assemblage est, comme il a été dit 
précédemment, un facteur important dans la modélisation. Il apparaît donc intéressant d’étudier 
l’influence de la prise en compte du frottement entre les pièces. Ainsi, la variation ou la présence ou 
non de frottement entre les éléments est étudiée. Différents cas de figure ont été examinés. Dans un 
premier temps, Bocquet [Boc 97] ayant remarqué une forte sensibilité de son modèle de portance au 
frottement, l’étude du frottement entre les organes et le bois (ou la plaque métallique) apparaît comme 
une évidence. Par conséquent, les coefficients de frottement respectivement entre le bois et les 
organes, et, entre la plaque métallique et les organes sont étudiés. Le frottement entre le bois et les 
organes n’influence que faiblement le comportement global de l’assemblage. Seule une différence de 
3,5 % apparaît sur la capacité résistante. De plus, les coefficients de frottement mis en place sont, 
selon Rodd [ROD 88], compris entre une adhérence parfaite et une adhérence minimale. C’est 
pourquoi, un coefficient de frottement de 0,3 (correspondant à un angle de frottement de 18°) entre le 
bois et les organes semble adapté à la phénoménologie d’enfoncement entre le bois et les organes. Au 
regard de la figure B.29(a), il peut également être constaté qu’aucune influence du frottement entre la 


































Coefficient de frottement entre la plaque 
métallique et les organes 
0,3 0,1 
0,001 
Frottement entre la plaque métallique 
et le bois 
Absence de frottement 
Présence de frottement 
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La prise en considération des déformations plastiques au sein de l’assemblage est un point essentiel. 
En conséquence, l’introduction d’écrouissage dans les comportements élasto-plastiques des matériaux 
est intéressante à étudier. Ainsi pour un même modèle, plusieurs simulations ont été réalisées en 
introduisant l’écrouissage des différents éléments constituant l’assemblage.  
Au regard de la figure B.30, il est important de noter que l’introduction de l’écrouissage au sein du 
bois n’induit aucune modification du comportement global de l’assemblage. En effet, qu’aucun 
écrouissage ou que seul l’écrouissage au sein du bois soit introduit ne modifie l’évolution de la force 
en fonction du déplacement. Cette constatation rejoint celles faites entre autre par Patton-Mallory 











0 1 2 3 4 5 6 7 8 g (mm)
F (kN)
Présence d’écrouissage 
   Aucun 
    Plaque métallique 
    Boulons et broches 
    Bois 
Aucun 
 
Figure B.30 :  Influence de l’écrouissage sur le comportement global de l’assemblage 
 
De la même manière, la présence ou non d’écrouissage au niveau des organes d’assemblages ne 
modifie pas le comportement après plastification des assemblages.  
En revanche, le modèle est sensible à la présence d’écrouissage au sein de la plaque métallique. Ces 
résultats montrent donc que la phase plastique du comportement des assemblages est principalement 
décrite par la plasticité de l’acier et notamment de la plaque métallique. Ce phénomène est moins 




Dans cette étude de paramètres, plusieurs remarques peuvent être formulées concernant l’élaboration 
du modèle mécanique à flux constant c’est-à-dire dont les champs de thermiques ne varient pas.  
Tout d’abord, l’utilisation d’éléments solides quadratiques évite les problèmes liés à la finesse du 
maillage. En effet, la mise en place d’un maillage plus fin notamment au niveau de l’acier n’apporte 
pas d’amélioration du comportement de l’assemblage. Pour les épaisseurs de bois étudiées, il apparaît 
que des mailles d’épaisseur comprise entre un et deux diamètres donnent des résultats cohérents. Ces 
constatations rejoignent celles de certains auteurs qui avaient constaté que des mailles supérieures à 
deux fois le diamètre ne constituaient pas un moyen fiable d’analyse du comportement. 
Dans un second point, le frottement entre le bois et la plaque métallique ainsi que celui entre la plaque 
et l’organe peuvent être négligés. 
Enfin, l’écrouissage de la plaque métallique joue un rôle important sur la description de la phase 
plastique du comportement global des assemblages. Par conséquent, l’écrouissage n’est par la suite 
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III. Modèle de transferts thermiques 
 
III.1. Principe de calcul d’échauffement  
 
Le calcul d’échauffement est basé sur une hypothèse majeure qui considère l’éprouvette comme un 
corps solide chauffé par l’énergie thermique venant du milieu dans lequel il est plongé, sans source 
thermique interne. En effet, ce modèle ne prend pas en compte la combustion du bois ou autrement dit 
la source d’énergie interne qui existe et qui se déplace avec le front de carbonisation. L’avancement du 
front de vapeur n’est pas pris en considération. 
La détermination des champs thermiques au sein des assemblages prend en compte les conditions 
limites reflétant celles d’un essai de résistance au feu autour d’un corps solide sans source interne. 
C’est pourquoi les trois modes de transferts de chaleur (la conduction, le rayonnement et la 
convection) sont intégrés dans le modèle. 
 
La loi de Fourier, décrivant les phénomènes de conduction au sein d’un solide, s’énonce de la façon 
suivante : en tout point d’un milieu isotrope, la densité de flux thermique instantanée traversant le 
solide est proportionnelle à la conductivité thermique λ du milieu et au gradient de température : 
                                         (B.12) gradTλ.−=ϕ
Le premier principe de la thermodynamique, appliqué à un volume fini, permet d’écrire qu’en 




∂ρ+ϕ−                                  (B.13) 
En postulant que pour un milieu homogène et isotrope, les caractéristiques thermiques λ et ρc ne 
dépendent que de la température, cette équation associée avec celle de Fourier, permet d’obtenir une 




∂+−                               (B.14) 
Pour un solide anisotrope dont la conductivité, la masse volumique et la chaleur spécifique dépendent 
de la température, l’équation précédente s’écrit : 
 


















Cette équation aux dérivées partielles, linéaires, du deuxième ordre, admet en principe une infinité de 
solutions. Mais cette équation phénoménologique n’a de sens physique que pour des conditions 
définies, appliquées à un domaine d’espace-temps également défini. Ces conditions sont les causes qui 
déterminent l’évolution du phénomène. Il est alors nécessaire de connaître la répartition initiale des 
températures en tout point du milieu et aussi la variation des actions thermiques de ce milieu. En 
général, deux types d’actions thermiques appelées également conditions aux limites sont pris en 
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III.2. Conditions initiales et aux limites  
 
La représentation exacte des processus de transfert par convection pose des problèmes de mécanique 
des fluides extrêmement difficiles qui ne sont pas étudiés dans le cadre de cette thèse. Cependant, 
comme seule la quantité de chaleur échangée entre le fluide et la paroi solide qui le délimite est 
étudiée, le flux thermique convectif est calculé selon l’équation suivante :  ( )fp θθh. −=ϕ                                           (B.16) 
avec  h : le coefficient d’échange par convection ; 
         θp : la température de la surface de la paroi ; 
         θf : la température du fluide (gaz) qui entoure le corps solide.  
 
L’équation B.16 représente la condition courante de transfert de chaleur par convection dite loi de 
Newton.  
 
Un corps de température absolue Tp, placé dans une enceinte à la température Tf, reçoit par 
rayonnement un flux net dont la densité est donnée par la relation suivante :  
 [ ]4tf4tpeffts )T()T(.. −σε=ϕ                       (B.17) 
Dans l’équation B.17, apparaît l’émissivité du solide. Celle-ci dépend d’une manière générale, de la 
nature physico-chimique du matériau, de l’état de surface et varie avec la longueur d’onde, la direction 
d’émission et la température de surface. Pour un corps noir, l’émissivité est égale à 1. Dans le cas d’un 
essai de résistance au feu, l’émissivité est liée aux propriétés radiatives de l’échantillon et à son 
positionnement dans le four. Le bois est considéré comme un corps noir. Son émissivité εp vaut donc 
1. L’émissivité des parois du four (εf)est quant à elle prise égale à 0,61. Les échanges radiatifs entre 
l’éprouvette et le milieu qui l’entoure (les gaz et les parois du four) sont calculés comme ceux de deux 
faces parallèles de dimensions « infinies ». Après cette hypothèse, le coefficient de rayonnement 





=ε                                   (B.18) 
Les deux types de condition de surface (convection et rayonnement) peuvent être superposés. La 
densité de flux thermique échangée par l’assemblage, soumis à une sollicitation thermique, à l’instant t 
vaut alors : [ ]4tf4tptftpts )()(..).(h θ−θσε+θ−θ=ϕ                                                     (B.19) 
Les températures sont données en Kelvin.  
 
Le coefficient d’échange par convection pris en compte dans les calculs est fixé à 25 W/m².K. Cette 
valeur est couramment utilisée pour simuler les essais conventionnels et recommandée par l’Eurocode 
1 partie 1.2.  
La température des gaz chauds du four (action thermique) évolue selon la courbe normalisée ISO 
R834. Les quatre faces extérieures de l’assemblage sont directement en contact avec ses gaz chauds 
transparents. Elles sont donc sollicitées par cette action thermique ainsi que celle rayonnée par les 
parois du four. Les faces de la plaque métallique qui ne sont pas en contact direct avec le bois sont 
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La définition d’un modèle décrit précédemment nécessite la prise en compte des propriétés 
thermophysiques de l’acier et du bois (équation B.14). Concernant l’acier, de nombreux modèles 
thermiques ont été réalisés. Ces modèles utilisent, dans la majorité des cas, les propriétés 
thermophysiques données dans la réglementation, notamment dans l’Eurocode 3 partie 1.2. Ces 
propriétés sont donc bien connues et sont homogènes. Par conséquent, pour modéliser les transferts 
thermiques au sein de la plaque métallique et des organes d’assemblage, la conductivité thermique et 
la chaleur spécifique de l’acier sont celles données dans la partie A paragraphe III.2.3.  
 
La principale difficulté consiste en la définition des propriétés thermophysiques du bois. En effet, dans 
la bibliographie, une forte hétérogénéité des valeurs de ces propriétés a été observée. Certains auteurs 
tels que Fredlund ont obtenu les évolutions de ces propriétés en fonction de la température à l’aide 
d’essais. D’autres ont utilisé des modèles numériques. C’est pourquoi, il apparaît difficile à priori 
d’effectuer un choix parmi les diverses caractéristiques issues de la littérature sans qu’il soit réalisé 
une étude d’échauffement des éprouvettes étudiées dans cette thèse. Il est donc utile de réaliser une 
étude sur les transferts au sein du bois afin de définir les propriétés thermophysiques du bois les mieux 
adaptés  au modèle. Pour cela, une modélisation bidimensionnelle d’une section de bois sollicitée sur 
ses quatre faces a été réalisée.     
    
III.3.2. Calculs d’échauffement bidimensionnels 
 
Une section rectangulaire de bois de section 160x210 mm² soumise à une sollicitation thermique 
standard (ISO 834) est modélisée à l’aide d’éléments quadratiques rectangulaires. Plusieurs 
simulations sont alors réalisées. Chacune d’entre elles correspond à la prise en considération des 
propriétés thermophysiques d’un auteur sélectionné par l’étude bibliographique. En effet, une étude 
préliminaire a montré que les propriétés données par Fredlund, Knudson (avec et sans le pic au niveau 
de la  chaleur spécifique) et Janssens étaient celles les plus adaptées à notre problème. Les 
températures issues de ces simulations sont ensuite comparées aux températures mesurées lors d’un 
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III.3.3. Comparaison des températures mesurées et simulées 
 
La figure B.31 montre l’évolution des températures simulées et mesurées, pour l’éprouvette décrite ci-
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Knudson avec le pic de la chaleur spécifique 
Knudson sans le pic de la chaleur spécifique 
 
Figure B.31 :  Confrontation des températures simulées aux températures mesurées à différentes 
profondeurs pour une section de bois de 160x210 mm²  
   
Dans un premier temps, les résultats de la modélisation bidimensionnelle des transferts thermiques 
dans une section de bois de 160x210 mm² montrent que les propriétés de Janssens ne sont pas adaptées 
au modèle thermique utilisé. Par conséquent, dans la suite de l’étude, seules les propriétés de Fredlund 
et Knudson sont étudiées. 
Dans un second temps, il apparaît que la température du bois prise à 15 mm de la face exposée au feu 
n’est pas correctement simulée. Ce phénomène peut s’expliquer par le fait qu’à cette épaisseur le bois 
est rapidement sous sa forme carbonisée. Par conséquent, l’apparition de fissures ou fentes peut 
perturber la mesure du thermocouple. 
Afin de choisir les propriétés thermophysiques, d’autres simulations ont été faites sur des sections 
différentes (110x250 mm² et 160x250 mm²). La figure B.32  donne l’évolution des températures à 20, 
50 et 80 mm par rapport à la face exposée pour une section de 160x250 mm².  
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  Knudson avec le pic de la   
  chaleur spécifique 
Knudson sans le pic de 
la chaleur spécifique 
                           
   
Figure B.32 :  Confrontation des températures simulées aux températures mesurées pour une 
section de bois de 160x210 mm² 
 
Il ressort de cette figure que les champs thermiques sont mieux simulés que pour la section plus petite 
notamment à 20 mm de la face exposée.  
 
III.3.4. Choix des propriétés thermophysiques du bois 
 
Les comparaisons entre les températures simulées et expérimentales montrent que la différence des 
températures au cœur de la section est plus faible que celle des températures situées les plus près des 
surfaces exposées au feu. Une explication possible revient à dire que la mesure de la température la 
plus proche de la surface exposée se trouve dans la partie carbonisée. Par conséquent, l’incertitude sur 
le positionnement des thermocouples augmente. Ces incertitudes peuvent être soit liées au 
positionnement initial soit dues aux déformations du bois au cours de l’essai. Etant donné que le bois 
est un mauvais conducteur de chaleur, une faible erreur de positionnement des thermocouples peut 
conduire à des valeurs de températures mesurées très éloignées des valeurs réelles à la profondeur 
souhaitée. Les écarts observés (maximum 25 % d’erreur par rapport à la température mesurée) pour les 
températures mesurées à 15 ou 20 mm de la surface exposée ne semblent pas avoir énormément 
d’impact pour la suite. En effet, lors de la modélisation des assemblages la détermination des 
températures sert pour définir la résistance mécanique des matériaux. Or à 15 ou 20 mm de la surface 
de bois exposée, la température de carbonisation est atteinte rapidement. Sachant qu’au-delà de 300 
°C, la résistance mécanique du bois et du charbon est nulle, une erreur sur la température engendre des 
erreurs minimes sur la résistance mécanique. Nous pouvons donc considérer que ce n’est pas ce critère 
qui influencera le choix des caractéristiques thermophysiques.  
La deuxième constatation sur ces essais est qu’il semblerait que pour des épaisseurs de bois élevées, 
les caractéristiques utilisées donnent de meilleurs résultats que pour les épaisseurs plus faibles. Ceci 
peut être dû à la migration de l’eau qui est dans ce cas plus rapide et joue alors un rôle dans les 
mesures. Or la migration du front de vapeur n’est pas prise en considération dans le modèle. Une autre 
explication est que les sections faibles sont plus sujettes aux fissures et par conséquent leur 
échauffement est plus rapide.  
Les caractéristiques qui paraissent les mieux adaptées au modèle thermique créé semblent être celles 
de Fredlund. En effet, ce sont celles qui donnent les erreurs relatives les faibles quelles que soient les 
dimensions de la section. Par conséquent, ce sont ses propriétés qui sont retenues pour la modélisation 
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IV.   Couplage thermomécanique des assemblages 
 
IV.1. Hypothèses de calcul 
 
La principale hypothèse faite concerne l’influence de la mécanique sur la thermique. En effet, il est 
supposé que la mécanique n’a aucune influence sur la thermique. De plus, un essai a été réalisé sur un 
assemblage soumis à aucun chargement. Les résultats de cet essai montrent qu’à une même épaisseur 
de bois les températures de bois soumis ou non à un chargement sont identiques. En conséquence, le 
couplage thermomécanique consiste dans la modélisation du comportement mécanique à champ 
thermique constant à laquelle est ajoutée une condition thermique.    
 
IV.2. Principe de la modélisation 
 
L’analyse thermomécanique réalisée dans le cadre de cette étude est en fait une analyse dite 
« séparée » c’est-à-dire que la température est directement lue dans le fichier de post-traitement du 
modèle thermique décrit dans la partie B.II. Numériquement, cette hypothèse implique l’utilisation du 
même maillage pour le modèle thermique et le modèle thermomécanique. En effet, la température de 
chaque nœud calculée par le modèle thermique est alors imposée en ce même nœud. Cette température 
associée aux coefficients de réduction des propriétés mécaniques des matériaux permettent de définir 
les caractéristiques nécessaires au calcul mécanique.  
Les coefficients de réduction utilisés sont ceux donnés respectivement dans l’Eurocode 5 partie 1.2 et 
l’Eurocode 3 partie 1.2 (figures A.46 et A.50). Pour le bois, ne pouvant pas distinguer les modules 
d’élasticité en traction et en compression, les coefficients relatifs à la compression sont choisis car au 
sein d’un assemblage le bois est majoritairement sollicité en compression. Aucune valeur n’est donnée 
dans l’Eurocode 5 pour l’évolution des propriétés mécaniques, notamment du module d’Young, 
perpendiculaires aux fibres. C’est pourquoi, les valeurs du coefficient de réduction pour le module 
d’élasticité perpendiculaire sont identiques à celles du module longitudinal. Les coefficients appliqués 
pour les limites élastiques correspondent aux valeurs données pour la compression dans la direction 
longitudinale. Toutefois, il est à noter que le bois et l’acier n’ont plus aucune résistance mécanique au-
delà d’une certaine température (respectivement 300 et 1200 °C).  
Le contact est considéré comme ne s’altérant pas avec la dégradation des matériaux en fonction de la 
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I. Validation des modèles 
 




Afin de valider les différents modèles réalisés, il apparaît utile d’effectuer des essais que ce soit sous 
actions dites normales c’est-à-dire à 20 °C ou sous actions thermiques. Les premiers ont pour objectif 
d’apporter des éléments de validation du modèle mécanique à champ thermique constant. Les essais 
sous actions thermiques sont en réalité des essais de résistance au feu. Ils ont deux buts principaux. Le 
premier est la validation du modèle thermique grâce aux mesures faites pendant les essais. Le second 
est la validation du modèle thermomécanique notamment avec la détermination de la durée de 
résistance au feu. Ces essais ont porté sur les assemblages bois-bois et bois/métal en double 
cisaillement. Par contre, une seule configuration d’organes d’assemblage (deux files de quatre 
organes) a fait l’objet de ces essais. Chaque file est constituée de trois broches et d’un boulon en 
extrémité pour prévenir l’ouverture de l’assemblage. La figure C.1 et le tableau C.1 récapitulent les 
données géométriques des assemblages ayant fait l’objet de la campagne d’essais.  
 
Figure C.1 : Description géométrique des assemblages 
























η = 10 % η = 20 % η = 30 % 
A 16 8 64 112 3 2 2 2 
Bois / Bois 
B 16 8 84 160 3 1 0 1 











(mm)  Nombre η = 10 % η = 20 % η = 30 % 
C 16 8 75 8 3 2 1 2 
D 20 8 75 10 3 1 0 1 
E 12 8 75 6 3 1 0 1 
Bois/métal 
F 20 8 95 10 3 1 0 1 
 
Tableau C.1 : Descriptif de la campagne d’essais permettant la validation des modèles  
   
Le choix des assemblages étudiés est principalement basé sur deux postulats issus de l’analyse des 
essais trouvés dans la recherche bibliographique. Le premier postulat est l’influence de l’effet de 
masse aussi bien sur le comportement à froid mais également sur la durée de résistance au feu des 
assemblages. Le second postulat consiste à vérifier l’influence du diamètre des organes sur l’évolution 
des raideurs internes au sein de l’assemblage sous élévation de la température. 
I.1.2. Essais mécaniques à froid 
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I.1.2.1. Protocole expérimental  
 
Les essais d’assemblages sont réalisés en traction longitudinale en suivant le protocole défini par la 
norme NF-EN 26891 pour permettre la détermination de la rigidité ainsi que la résistance de ces 
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Figure C.2 : Procédure de chargement à froid 
Le montage consiste à appliquer un effort de traction à l’assemblage. Un montage distinct est réalisé 



































I.1.2.2. Mesures réalisées 
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Lors de ces essais, les glissements de l’assemblage sont mesurés. Concernant les assemblages bois-
bois, le glissement mesuré correspond au déplacement relatif moyen des parties latérales par rapport à 
la pièce centrale (figure C.4). Le glissement mesuré sur les assemblages bois-métal correspond, quant 


















Figure C.4 : Dispositif de mesure du glissement [BOC 02] [RAC 02] 
 
La loi de comportement force-glissement permet à l’issue des essais de déterminer la résistance de 




Pour les assemblages bois-bois, tous les assemblages ont atteint leur seuil de plasticité mais aucun n’a 
eu une ductilité supérieure à 15mm. Par conséquent, les charges maximales atteintes sont des ruptures 
fragiles par cisaillement. Ces ruptures se produisent généralement de part et d’autre des deux files 
d’organes. A la suite de l’apparition de ces fissures, des ruptures de bloc sont apparues sur certains 
assemblages (figure C.5).  
Cette homogénéité des modes de rupture est moins flagrante pour les assemblages bois-métal. En 
effet, dans un premier temps, des essais ont été réalisés avec des plaques métalliques de nuances 
d’acier S235. Ces essais ont conduit à une rupture de ces dernières initiée par des concentrations de 
contraintes dans les zones latérales. A partir de ce constat, il a été décidé de mettre en place des 
plaques métalliques de classe S355. La géométrie de ces pièces n’est alors pas modifiée. Par 
conséquent, le même type d’assemblage devant faire l’objet d’essais de résistance au feu, cette 
orientation n’a aucune influence sur les résultats de ces essais. Avec cette nouvelle disposition, les 
essais conduisent à un mode de rupture par cisaillement ou une rupture de bloc pour les assemblages 
avec des organes de diamètre 20 mm, une plastification des organes de diamètre 16 mm et enfin une 
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Rupture par cisaillement de 
file 
Rupture de bloc  
 
 (b) 
Figure C.5 : Mode de rupture observé lors des essais : (a) bois-bois, (b) bois-métal [BOC 02] 
[RAC 02] 
 
Le tableau C.2 récapitule les capacités résistantes expérimentales mesurées lors des essais à froid.  







d’assemblage t1 (mm) t2 (mm) 
Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 1 Essai 2 Essai 3 
  
A 16 266,18 266,52 271,16 De file 64 112 
  Bois / Bois   
B 16 252,56 299,1 256,48 De file 84 160 
  





d’assemblage t1 (mm) ep (mm)  
Essai 1 Essai 2 Essai 3 Essai 1 Essai 2 Essai 3 
C 16 75 8 303,5 366,2 335,7 Plastification des organes 
D 20 75 10 400,8 492,9 475,1 De bloc De file De bloc 
E 12 75 6 198,4 198,7 198,0 Plat métallique Bois/métal 








Tableau C.2 : Capacités résistantes et modes de rupture expérimentaux à froid 
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La capacité résistante moyenne expérimentale permet par la suite de déterminer la charge appliquée 
lors des essais de résistance au feu. En effet, cette dernière représente 10, 20 ou 30 % de la capacité 
résistante expérimentale à froid des assemblages. Ces trois valeurs correspondent  respectivement à un 
comportement élastique, un comportement lors de l’entrée en plasticité et un comportement plastique.  
 
I.1.2.4. Analyse des résultats 
         
En premier lieu, le tableau C.3 illustre le fait que les règles finales de l’Eurocode 5 partie 1.1 s’avèrent 
trop conservatives en retenant le seul critère du nombre efficace pour couvrir tous les modes de 













(mm)  Type d’assemblage EC5 1.1 Johansen 













(mm)  Type d’assemblage EC5 1.1 Johansen 
C 16 75 8 335,1 342 271 
D 20 75 10 456,3 428,8 339,7 
E 12 75 6 198,4 266,6 211,3 
F 20 95 10 450 524 415,2 
Bois/métal 
G 20 60 10  381,9 302,6 
Tableau C.3 : Comparaison entre les capacités résistantes théoriques et expérimentales 
 
Les résultats des assemblages bois-bois montrent que sous actions normales, les assemblages 
constitués d’éléments plus épais montrent une plus grande fragilité. En effet, comme le montre le 
tableau C.3, la charge moyenne de rupture est augmentée de 0,5% alors que l’épaisseur de la plaque 
centrale est augmentée de plus de 40%. Ce phénomène est intéressant à observer sous élévation de 
températures. En effet, l’apport de matière combustible constitue une protection thermique ou, au 
contraire, entraîne une plus grande fragilité de l’assemblage comme sous actions normales. 
 
I.1.3. Essais de résistance au feu  
 
I.1.3.1. Protocole expérimental 
 
Des essais de résistance au feu ont été conduits sur les mêmes configurations d’assemblages que les 
essais sous actions normales.  
Les éprouvettes placées dans un four d’essai sont soumises à une sollicitation thermique 




















                         (a) Sollicitation ISO R834                                     (b) Application de l’action  thermique sur l’éprouvette 
Figure C.6 : Définition de l’action thermique 
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Ces éprouvettes sont soumises à un effort de traction représentant 10, 20 ou 30% de la capacité 
résistante déterminée expérimentalement à froid. Un cycle de chargement défini selon la norme EN 
26891 et donné sur la figure C.2 est réalisé avant l’allumage. Contrairement aux essais à froid où la 
charge augmentait jusqu’à la rupture, lors des essais de résistance au feu, elle augmente jusqu’au taux 
de chargement désiré. Une fois ce niveau de chargement atteint, la charge est maintenue constante 
jusqu’à l’allumage des brûleurs et pendant toute la durée de l’essai. A la fin de l’essai, l’éprouvette est 
sortie le plus rapidement et arrosée afin d’arrêter la combustion. De cette manière, la vitesse de 
combustion peut être mesurée.  
 
I.1.3.2. Mesures réalisées 
 
La principale mesure correspond à la durée de résistance au feu. Il s’agit en fait de mesurer le temps 
s’écoulant entre l’allumage des brûleurs et la rupture de l’assemblage.  
 
Durant les essais, les glissements de l’assemblage sont mesurés. Dans un premier temps, pendant le 
cycle de chargement à froid, les glissements relatifs (glissement de l’assemblage étudié) et global 
(glissement de l’assemblage étudié et le glissement de l’assemblage liant l’éprouvette au bâti d’essai) 
des assemblages sont mesurés respectivement par des capteurs à tiges et un capteur à fil (figure C.7). 
A chaud, seul le glissement global fait l’objet de mesures. 
 
Figure C.7 : Positionnement des capteurs à tiges pour les assemblages bois-bois  
 
Au cours des essais, les températures au sein des différents éléments constituant l’assemblage sont 
mesurées. Ainsi, les températures des organes d’assemblage que ce soient les broches ou les boulons 
sont mesurées à différentes profondeurs par rapport à la face exposée de l’assemblage. De la même 
manière, les champs thermiques sont mesurés au niveau des pièces en bois. La figure C.8 donne un 
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I.1.3.3. Résultats         
 
Les principales mesures réalisées lors des essais sont donc la durée de résistance au feu. Le tableau C.4 
















η = 10 % η = 20 % η = 30 % (kN) 
  
A 16 267,9 59,5 45,5 39,5 64 112 
  Bois / Bois   


















(mm)  η = 10 % η = 20 % η = 30 % (kN) 
C 16 75 8 335,1 55,5 41 36 
D 20 75 10 456,3 52  37 
E 12 75 6 198,4 54  39 Bois/métal 
F 20 95 10 450 90  45 
G 20 60 10 380 50 40,5 35,5 
Tableau C.4 :  Récapitulatif des durées de résistance au feu 
 
En premier lieu, ces résultats démontrent que les assemblages bois peuvent atteindre des durées de 
résistance au feu de 60 à 90 minutes sans protection spécifique pour un taux de chargement de 10%. 
Pour des taux de chargement plus importants, il est toutefois à noter que cette durée de résistance au 
feu est toujours supérieure à la demi-heure. Il est également intéressant de noter que pour les 
assemblages bois-métal, la présence d’organes de diamètre 20 mm avec une épaisseur de bois de 60 
mm permet d’obtenir des performances de résistances au feu, à même niveau de chargement, 
identiques à celles d’un assemblage bois-métal avec des organes de 16 mm de diamètre mais une 
épaisseur de bois de 75 mm. L’utilisation d’organes de 20 mm de diamètre semble permettre une 
diminution de l’épaisseur de bois. Cependant, les essais sur des assemblages bois-métal ayant une 
épaisseur de bois de 75 mm montrent que les diamètres des organes n’influencent pas la performance 
de résistance au feu de ces assemblages. Ainsi, au-delà d’une certaine épaisseur de bois, il semblerait 
que le diamètre des organes d’assemblage utilisés n’ait aucune influence sur la stabilité au feu des 
assemblages bois-métal.    
Il est également intéressant de remarquer que les différents modes de rupture observés sont les 
suivants : 
– rupture de bloc de la section réduite ; 
– rupture de cisaillement de part et d’autre des files d’organes représentée sur la figure C.9.  
 
Figure C.9 : Rupture en cisaillement d’un assemblage bois-bois lors d’un essai de résistance au feu  
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La tenue au feu des assemblages dépend donc essentiellement de la résistance en cisaillement de la 
section réduite des éléments en bois. Les mécanismes de rupture obtenus identifient clairement qu’en 
situation incendie et en situation normale, la mécanique de la rupture des assemblages de structures en 
bois est similaire. 
 
Les vitesses de combustion moyennes mesurées sont de l’ordre de 0,7 mm/min. Ces valeurs rejoignent 
celles données par l’Eurocode 5 Partie 1.2 et par Frangi [FRA 03] sur les dalles et les poutres.  
L’évolution des glissements en fonction de la température montre que trois phases peuvent être 
définies. La première est définie par un palier horizontal. Puis la vitesse de déformation augmente 
formant ainsi la deuxième phase. Enfin, la troisième phase est la phase de rupture correspondant à une 
augmentation très rapide de la vitesse de déformation.  
 
Toutefois, il est intéressant de noter que la variation de raideur jusqu’à la rupture est très limitée pour 
les assemblages bois-bois. Par contre, les flux thermiques importants induisent de grandes variations 
de raideur pour les assemblages bois-métal. Cet aspect est important à considérer si la stabilité globale 
des ouvrages bois est étudiée.  
 
I.1.3.4. Analyse des résultats          
 
Tout d’abord, le principal résultat des essais précédemment cités et ceux de la bibliographie 
correspond au fait que, pour un même type d’organe, les transferts thermiques sont peu influencés par 
le diamètre de la tige. Pour les boulons, par exemple, l’ajout des têtes et des écrous induit un flux 
thermique deux fois plus important que les broches. La figure C.10 illustre ce phénomène. Cette 
conclusion est importante pour l’analyse des phénomènes d’interactions entre les organes 
d’assemblage. Il est également remarqué que la protection des organes diminue de plus de deux fois 
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Figure C.10 : Température au sein des organes d’assemblage (t = 20 min) 
 
L’analyse des résultats montre également l’effet de l’apport de masse. En effet, pour les assemblages 
bois-bois, l’ajout de 43 % de matière sur les côtés de la pièce centrale engendre une amélioration de la 
durée de résistance au feu de 60 et 37 %  respectivement pour des taux de chargement de 10 et 30%. 
De la même façon, cette constatation est faite pour les assemblages bois-métal. Cependant, pour une 
augmentation de l’épaisseur de bois inférieure aux assemblages bois-bois, le gain de temps de stabilité 
au feu est au moins égal voire supérieur. Par conséquent, contrairement à ce qui a pu être observée à 
froid, l’augmentation de l’épaisseur de bois n’apporte aucune fragilité à l’assemblage.  
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Au contraire, elle permet l’amélioration de la tenue au feu des assemblages. Ce phénomène s’explique 
de plusieurs manières. La première a pour source les études réalisées auparavant selon lesquelles la 
vitesse de combustion est plus élevée pour des petites sections. La section résiduelle diminue alors 
moins vite pour les sections les plus élevées. La deuxième explication consiste à dire qu’à un même 
instant t, la section de bois sain est plus grande quand la section initiale est plus grande. La résistance 
de l’assemblage est alors plus grande. 
 
Enfin, à partir de ces résultats, la démarche simplifiée de l’Eurocode 5 partie 1.2, décrite dans la partie 
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Figure C.11 : Evolution de la durée de tenue au feu selon le taux de chargement  
 
  
En globalité, la concordance entre les essais et l’Eurocode 5 est bonne. Les écarts sont essentiellement 
induits par la prise en compte du nombre efficace dans la dernière version de l’Eurocode 5. Une 
relation entre la durée de résistance au feu et le taux de chargement a été définie à partir de ces 
résultats. Elle est de la forme : 
                                                                    
tfiBeA ⋅−⋅=η                                                     (C.1) 
avec A= 0,8 et B=0,027 pour les assemblages bois-bois ; 
        A = 0,58 et B = 0,023 pour les assemblages bois-métal. 




Les essais réalisés dans le cadre de ce travail ont mis en évidence plusieurs phénomènes se produisant 
au sein des assemblages que ce soit à froid ou à chaud. Ainsi, à froid, il est, entre autre, apparu que 
l’augmentation de la masse engendrait une fragilité des assemblages bois-bois. Lors des essais de 
résistance au feu, le choix du type d’organes mis en place est important dans la prise ne compte des 
champs thermiques dans le dimensionnement des assemblages.  
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I.2. Validation du modèle mécanique à champ thermique 
constant 
 
Cette phase de validation du modèle s’effectue à partir des essais réalisés à température normale sur 
les assemblages. La validation se base sur des simulations mettant en jeu deux modules d’élasticité 
longitudinaux différents. Cette procédure est utilisée car aucun essai local n’a pu être réalisé. C’est 
pourquoi, deux jeux de données mécaniques sont utilisés en parallèle. Les valeurs ont été fixées à 
partir des valeurs couramment prises en compte pour les bois lamellé-collé. Le tableau C.5 récapitule 
les propriétés mécaniques des matériaux mises en place dans le modèle.  
 
Bois 
fc,0 E0 E90 G fc,90 fv υLR = υRT υTR 
10000 333 625 0,41 0,02 21,8 5,2 2,8 
12 000 400 750 0,41 0,02 27,8 6,2 3,5 
Acier (organe d’assemblage) 
E fy υ 
210 000 0,3 300 
Acier (plaque) 
E fy υ 
210 000 0,3 355 
Tableau C.5 :  Propriétés physico-mécaniques des  matériaux 
 
Le bois est considéré élasto-plastique avec un écrouissage de 10 %. L’acier constituant les organes à 
un écrouissage de 10% dans les assemblages bois-bois. L’acier (organes d’assemblages et plaque) est 
élasto-plastique avec un écrouissage de 20 % pour les assemblages bois-métal.  
 
Concernant le contact entre les différents éléments, le tableau C.6 résume les contacts pris en 
considération ainsi que les coefficients de frottement utilisés pour chaque type d’assemblage. Les 
valeurs utilisées sont issues de la bibliographie et de l’étude de paramètres réalisée dans la partie B 
paragraphe II.  
 
 Bois / organes Plaque / organes Bois / bois Bois / plaque 
Coefficient de frottement 0,3 0,001 0,3 0 
Tableau C.6 :   Coefficients de frottement mis en place  
 




I.2.1. Comparaison de la loi de comportement F(g) simulée et mesurée 
 
Au cours du déplacement incrémental appliqué au modèle de l’assemblage, le glissement et l’effort 
résultant sont enregistrés. Le glissement est quantifié de manière identique à celui mesuré lors de 
l’essai afin de comparer les évolutions de la rigidité expérimentale et numérique. La figure C.12 
présente l’évolution du glissement en fonction de l’effort. Il est à noter que pour les courbes 
expérimentales, le cycle de chargement a été supprimé ainsi que la phase de mise en place de 
l’assemblage. 
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Figure C.12 :  Confrontation des courbes F(g) simulées à celles expérimentales 
 
En terme de rigidité, il est tout d’abord remarqué que la modélisation donne une rigidité initiale 
supérieure à celle expérimentale. Comme il a été expliqué dans la partie B.I, la rigidité initiale des 
assemblages est difficile à modéliser. Cette différence de rigidité peut s’expliquer par les 
caractéristiques intrinsèques du bois. Une meilleure estimation des modules du bois par 
l’expérimentation permettrait d’estimer de manière plus précise la rigidité des assemblages. 
L’évolution obtenue par la modélisation montre une allure linéaire jusqu’à l’entrée en phase de 
plastification. Hormis la rigidité initiale qui est mal approchée, l’évolution globale est la même que 
celle expérimentale. Ainsi, la phase post élastique se réalise de manière similaire entre 
l’expérimentation et la modélisation lorsque l’erreur induite par la rigidité initiale n’intervient plus 
c’est-à-dire dans la phase post-élastique des essais. Cependant, la plasticité des assemblages apparaît 
plus vite lors des simulations. Ce phénomène peut s’expliquer par la caractérisation des propriétés des 
matériaux qui devrait être affinée. Cette mauvaise caractérisation se répercute alors dans les critères de 
plasticité. Toutefois, la phase plastique est correctement modélisée.  
La détermination de la charge limite issue de la modélisation est déterminée par la méthode des 
tangentes. La valeur de résistance ainsi définie n’est donc pas la valeur à rupture mais correspond au 
seuil de plasticité. De cette façon, la limite élastique est surestimée d’environ 15% pour les 
assemblages bois-métal notamment de type F. La loi de comportement bilinéaire mise en place dans le 
modèle pour l’acier n’est peut-être pas adaptée au problème. Des investigations supplémentaires  
notamment sur la caractérisation des matériaux sont alors nécessaires pour affiner les résultats du 
modèle. Par contre pour les assemblages bois-bois, la limite élastique est correctement approchée 
quand le module longitudinal utilisé est 12 000 MPa.        
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En conclusion, compte-tenu des résultats exposés précédemment, par la suite, seules des simulations 
mettant en jeu les propriétés du bois avec un module d’élasticité longitudinal de 12 000 MPa sont 
étudiées.  
 
I.2.2. Contraintes au sein de l’assemblage 
 
La modélisation contrairement à l’expérimentation permet d’étudier le comportement local de 
l’assemblage et plus particulièrement le comportement des tiges. Ainsi, par la suite, seront exposés les 
champs de contraintes à l’intérieur des pièces en bois. La figure C.13 présente respectivement les 
isovaleurs de contraintes longitudinales, des contraintes perpendiculaires et des contraintes de 
cisaillement dans le bois au niveau du plan de cisaillement pour les assemblages de types B et C 
chargés respectivement à 120 et 110 kN c’est-à-dire dans le domaine élastique.   
Erreur ! 















































































































Figure C.13 :  Isovaleurs des efforts au sein des pièces en bois au niveau de l’interface : (a) bois-
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Sous le flux progressif de traction auquel sont soumises les pièces en bois et la plaque métallique, les 
isovaleurs de contraintes longitudinales montrent que les organes d’assemblage produisent de la 
compression localisée. Ces états de contraintes sont quasiment identiques sous chacun des organes et 
localisés sur une largeur d’environ une fois le diamètre des organes. Des isovaleurs de contraintes 
longitudinales de traction apparaissent de part et d’autre de la file d’organes. Cependant, la zone 
affectée par ce type de contraintes est très limitée.     
Sur les représentations d’isovaleurs de contraintes perpendiculaires, il peut être observé que les 
contraintes de traction se concentrent au niveau de l’axe défini par la file des organes. De plus, de part 
et d’autre de la concentration de contraintes de compression longitudinale, il apparaît des 
concentrations de contraintes importantes en traction perpendiculaire. Une zone de contraintes 
importante en compression perpendiculaire entoure la zone de contrainte en traction perpendiculaire.  
Sur les représentations d’isovaleurs de cisaillement, il apparaît deux zones distinctes situées de part et 
d’autre de la file d’organes c’est-à-dire de part et d’autre de la zone sollicitée en compression 
longitudinale. Il est intéressant de remarquer que ces concentrations de contraintes sont quasiment 
identiques pour les quatre organes d’assemblage.  
De manière générale, les champs de contraintes obtenus sont cohérents. En effet, dans les régions en 
contact direct avec les organes d’assemblages, l’état de contraintes associe à la fois des contraintes 
longitudinales de compression et des contraintes de traction perpendiculaire. La présence de fortes 
concentrations de contraintes de cisaillement de chaque côté de la zone sollicitée en compression 
longitudinale est en accord à la fois avec le mode de rupture observé expérimentalement c’est-à-dire 
rupture par cisaillement de file et les champs de contraintes issues de simulations par la méthode des 
éléments finis [KAR 05]. Ces représentations apportent des informations intéressantes sur le 
fonctionnement du modèle mais leur interprétation reste limitée et délicate.  
 
I.2.3. Validation du modèle  
 
Tout d’abord, la confrontation des évolutions de la force en fonction du glissement de l’assemblage 
numérique et expérimentale montre que la rigidité initiale simulée des assemblages est trop élevée. Par 
ailleurs, la phase plastique est décrite de façon similaire à celle issue des essais. Toutefois, des études 
complémentaires sur les propriétés des matériaux permettraient d’appréhender de manière correcte la 
rigidité initiale et l’entrée dans la phase plastique du comportement global des assemblages 
notamment pour les assemblages bois-métal.  
L’analyse des contraintes au sein des pièces en bois ou de la plaque métallique aboutit en la présence 
de champs de contraintes cohérents avec les modes de rupture observés lors des essais.  
Par conséquent, le modèle numérique à champ thermique constant décrit de manière satisfaisante le 
comportement que ce soit global ou local des assemblages par tiges en double cisaillement. Toutefois, 
il est nécessaire de noter que le modèle n’a été validé que pour une configuration d’assemblage (deux 
files de quatre organes) et un type d’action mécanique (traction longitudinale). L’utilisation d’une 
autre typologie nécessiterait une étude complémentaire.  
 
I.3. Validation du modèle thermique 
 
Il s’agit dans cette partie de valider le modèle thermique décrit dans la partie B. Pour cela, les 
transferts thermiques au sein des deux assemblages bois-bois (types A et B du tableau C.1) et de deux 
assemblages bois-métal (types C et F) sont étudiés. Ces assemblages ont fait l’objet d’essais de 
résistance au feu. Par conséquent, les températures mesurées sont comparées à celles simulées. Afin de 
comparer les champs thermiques, la sollicitation appliquée dans le modèle doit être identique à celle 
imposée lors des essais. C’est pourquoi, la moyenne des températures des gaz chauds mesurées lors 
des essais constitue la condition limite thermique du modèle. Suite à l’étude bidimensionnelle sur les 
champs thermiques dans le bois décrite dans la partie B.III, les propriétés thermophysiques du bois 
mises en place sont celles de Fredlund. La validation du modèle thermique est faite en deux étapes. La 
première concerne la validation de la vitesse de combustion. La deuxième est relative aux champs 
thermiques au sein des assemblages bois-bois et bois-métal.  
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I.3.1. Vitesse de combustion 
 
La première vérification à réaliser sur la base des simulations est la valeur de la vitesse de combustion. 
Pour cela, la vitesse de combustion est définie comme étant le rapport entre la profondeur à laquelle se 
situe l’isotherme 300°C et la durée d’exposition au feu. La vitesse de combustion varie légèrement 
avec la durée d’exposition au feu. Par contre, elle est constante avec l’épaisseur de bois mis en jeu. 
Ainsi, pour une durée d’exposition au feu de 30 minutes, la valeur moyenne de la vitesse de 
combustion est de 0,65mm/min. Pour des durées d’exposition au feu de 60 et 90, elle vaut 0,58 
mm/min. La différence entre la valeur pour 30 minutes d’exposition et 60 et 90 minutes s’explique par 
le phénomène d’isolation liée à la formation du charbon de bois d’épaisseur plus importante pour les 
durées d’exposition plus élevées. Ces valeurs sont proches de celles issues de la recherche 
bibliographique. Le modèle thermique est donc validé d’un point de vue vitesse de combustion. 
 
I.3.2. Confrontations entre les températures simulées et mesurées 
 
I.3.2.1. Champs thermiques au sein du bois 
 
Les champs thermiques au sein du bois sont étudiés. Il s’agit de comparer les températures au sein du 
bois dans la pièce centrale pour les assemblages bois-bois et dans le bois entre les organes pour les 
assemblages bois-métal.  La comparaison des températures mesurées avec celles simulées pour les 
différents assemblages est donnée sur la figure C.14 à différentes épaisseurs de bois par rapport à la 
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Figure C.14 :  Evolution de la température dans le bois à différentes profondeurs par rapport à la 
face exposée 
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Concernant les assemblages bois-bois, les différences de températures observées sont très faibles voire 
quasiment nulles pour les températures au cœur du bois. Or pour des températures inférieures à 100°C, 
les propriétés mécaniques du bois s’altèrent rapidement. Par conséquent, l’erreur engendrée sur le 
comportement mécanique est très faible. Pour des températures comprises entre 100 et 300°C, les 
propriétés mécaniques du bois diminuent plus lentement qu’entre 20 et 100°C. L’influence d’une 
erreur au niveau des champs de températures est alors moins importante. Les erreurs au-delà de 300°C 
n’ont pas d’influence sur le comportement thermomécanique puisque le bois n’a alors plus de 
résistance mécanique.  
Par contre, pour les assemblages bois-métal, la comparaison des températures simulées et celles 
mesurées met en évidence une grande différence. Celle-ci peut s’expliquer dans un premier temps par 
la prise de mesure en elle-même. En effet, le thermocouple peut être mal placé  notamment sur 
l’épaisseur du bois ou il peut avoir bougé durant l’essai. Par ailleurs, le phénomène de déplacement du 
front de vapeur vers la plaque métallique peut également engendrer des modifications au sein du bois 
qui ne sont pas prises en compte par le modèle. Le passage de l’eau lors de sa migration explique alors 
les paliers de températures observés dans le bois et la plaque. 
  
I.3.2.2. Champs thermiques dans les organes d’assemblage 
 
Il est important, même si les études sur les structures en acier ne montrent aucun problème quant à 
l’identification des champs thermiques, de valider le modèle thermique au niveau des organes 
d’assemblage. La figure C.15 compare les températures mesurées et simulées au sein des broches et 
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Figure C.15 :  Températures au sein des broches à différentes profondeurs par rapport à la face 
exposée 
A partir de la figure ci-dessus, il apparaît que les températures des broches sont relativement bien 
approchées puisque l’erreur relative maximale est de 12% voire 8% pour les assemblages bois-bois. 
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Cette erreur se produit pour des températures faibles c’est-à-dire inférieures à 400 °C. Par conséquent, 
la répercussion de celle-ci sur le comportement thermomécanique de l’assemblage est alors très faible 
voire nulle puisque l’acier commence à perdre ses caractéristiques mécaniques (notamment sa limite 
élastique) à partir de 400°C.   
Les champs thermiques au sein du deuxième type d’organes c’est-à-dire les boulons sont donnés sur la 
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La figure C.16 montre que pour les assemblages bois-bois les champs de températures dans les 
boulons sont bien simulés. Toutefois de légères différences sont observées. Ceci s’explique par le fait  
que la tête de boulon, l’écrou et la rondelle ont des formes complexes qui n’ont pu être discrétisés 
exactement. Or, compte-tenu de la forte conductivité de l’acier, des petites incertitudes de maillage 
peuvent entraîner des erreurs conséquentes. 
L’erreur est beaucoup plus importante pour les températures des boulons dans les assemblages bois-
métal. Effectivement, les températures simulées sont 50% plus élevées que celles mesurées. Cette 
différence s’explique par la présence de la plaque métallique qui modifie les champs thermiques au 
sein de l’assemblage mais également, comme pour les assemblages bois-bois, par l’incertitude sur le 
maillage des rondelles et écrous.  
Malgré ces légères incertitudes, il semble que le modèle défini dans la partie B donne de bons résultats 
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I.3.2.3. Champs thermiques dans la plaque métallique 
 
La principale différence entre les transferts thermiques au sein des assemblages bois-bois et bois-métal 
est la présence de la plaque métallique. Par conséquent, il est nécessaire de valider le modèle pour la 
plaque métallique.  
Le coefficient d’émissivité pris en compte dans le calcul d’échauffement de la plaque est 1 alors que le 
coefficient d’échange convectif est de 25. L’action thermique est appliquée sur toutes les faces de la 
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Figure C.17 :  Températures au sein de la plaque métallique 
 
Les températures sont mesurées en différents points à la surface de la plaque. Les températures 
simulées sont très différentes de celles mesurées. Cette différence est principalement due au fait que 
lors des essais des paliers de températures à environ 100°C sont observés. Ces paliers ont deux 
origines. La première est l’exactitude des mesures. En effet, la mesure de la température de surface de 
la plaque est un point délicat à mesurer de part la présence du contact entre cette dernière et le bois. La 
seconde explication réside à dire qu’il existe une migration de vapeur d’eau du bois vers la plaque 
métallique. Une barrière de vapeur d’eau existe alors à la surface de la plaque. L’échauffement de la 
plaque est alors retardé. Or le modèle thermique mis en place ne prend pas en considération l’humidité 
du matériau bois. C’est pourquoi, le phénomène de migration d’eau ne peut pas être décrit. Cependant, 
il est nécessaire de s’interroger sur le fait qu’une plaque métallique sollicitée par des gaz chauds et 
compte tenu de sa forte conductivité ne subit pas un échauffement plus important. En effet, un 
thermocouple a été placé sur la plaque métallique au niveau du jeu qui existe entre les deux 
assemblages. Par conséquent, il n’est pas en contact direct avec le bois. Il n’est donc pas protégé des 
gaz chauds. La température qu’il mesure devrait donc être élevée. Or ce n’est pas le cas.  
Toutefois, afin de déterminer si cette différence de température n’est pas induite pas les conditions 
limites, une étude de sensibilité a été réalisée. Il s’agissait de faire varier l’émissivité et le coefficient 
d’échange convectif au niveau de la plaque métallique. L’émissivité valait 0 ou 1 alors que le 
coefficient d’échange convectif variait entre 25 et 12,5. Il en résulte que les températures simulées se 
rapprochent de celles mesurées pour une émissivité nulle et un coefficient d’échange convectif de 
12,5. Toutefois, ceci n’est pas cohérent avec les observations faites pendant les essais puisque le bois 
se refermait sur la plaque. Thermiquement la plaque est alors considérée comme un corps noir. Son 
émissivité vaut donc 1.      
Enfin, les températures mesurées et simulées sont toujours inférieures à 400 °C. Par conséquent, 
l’incidence de ces erreurs est négligeable dans le comportement thermomécanique.  
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I.3.3. Analyse et validation du modèle  
 
Le modèle thermique apparaît adapté à notre problème.  Les températures du bois sont bien simulées. 
Des erreurs sont cependant observées pour les températures les plus élevées. Celles-ci n’ont aucune 
influence sur le modèle thermomécanique puisqu’elles se produisent pour des températures 
supérieures à 300 °C. A cette température le bois ne présente plus de résistance mécanique. Toutefois, 
des erreurs plus conséquentes sont observées pour le bois dans les assemblages bois/métal. Elles sont 
principalement dues à la présence d’un palier de température à 100°C. Ce palier a probablement pour 
origine l’évaporation de l’eau et la présence d’une barrière due à la plaque métallique. Il faut 
également garder à l’esprit que des erreurs de mesures peuvent exister. Les températures des organes 
d’assemblage sont assez bien approchées. Les figures C.14, C.15 et C.16 montrent que pour les 
assemblages bois-bois, les champs thermiques au sein des assemblages sont bien approchés. Certaines 
remarques issues de l’approche expérimentale sont également observées à l’aide du modèle. Ainsi, 
numériquement, le fait que les boulons s’échauffent deux fois plus que les broches est également 
décrit comme le montre les figures C.15 et C.16.   
Par contre les températures mesurées au niveau de la plaque métallique sont très éloignées des 
températures simulées. En effet, un palier à 100°C est observé. Cependant, les températures mesurées 
sont inférieures à 400°C. En dessous de cette température, les modifications des propriétés de l’acier 
sont très faibles.  C’est pourquoi, le modèle thermique qui ne tient pas compte des phénomènes liés à 
l’eau est validé.   
 
I.4. Validation du modèle thermomécanique 
 
I.4.1. Confrontation des durées de résistance au feu mesurées à celles 
simulées 
 
I.4.1.1. Détermination de la durée  de résistance au feu simulée 
 
Le modèle thermomécanique ne prend pas en compte de critères de rupture. Par conséquent, la durée 
de résistance au feu doit être définie. Pour cela, la courbe glissement-temps est utilisé. En effet, le pas 
de temps étant constant, la durée de résistance au feu est définie comme la durée à partir de laquelle la 




. Ce phénomène se traduit par une augmentation 
rapide du glissement. Or expérimentalement, il apparaît que la rupture se traduit par une augmentation 
rapide du glissement mesuré.   
 
Toutefois, ce critère ne peut quelquefois pas être utilisé car le modèle n’arrive pas à converger. Cette 
non-convergence traduit en réalité une difficulté lors de l’assemblage des matrices de rigidité.  Ceci 
correspond en fait à l’amorce de la rupture de l’assemblage.  
 
I.4.1.2. Comparaison entre les durées de résistance au feu simulées et mesurées 
 
Le tableau suivant compare les durées de résistance au feu expérimentales notées tfi,exp et celles 
simulées notées tfi,sim pour différents taux de chargement.  
Type d’assemblage tfi,exp (min) tfi,sim (min) η (%) ε (%) 
10 59,5 60,5 1,7 
20 45,5 46,5 2,2 A 
30 39,5 36 -8,9 
10 79 100 26,6 B 30 54 58 7,4 
10 55,5 56,5 1,8  C 30 36 40 11 
10 90 68,55 24 F 30 45 48 6,7 ( )Avec exp,fisim,fiexp,fi ttt −=ε  
Tableau C.7 : Confrontation des durées de résistance au feu mesurées à celles simulées 
  105   
Partie C : Analyse du comportement des assemblages sous actions thermiques 
__________________________________________________________________________________ 
 
Plusieurs conclusions peuvent être faites à partir de ce tableau. La première consiste à dire que lorsque 
les assemblages sont sollicités dans leur domaine élastique c’est-à-dire à 10 et 20%, les erreurs 
relatives entre l’expérimentation et la simulation sont faibles (de 1,7 à 2,2%). Seul l’assemblage de 
type F présente une erreur relative de 24% pour un taux de chargement de 10%. Cette erreur élevée 
peut s’expliquer par le fait que la durée de résistance au feu expérimentale égale à 90 min est très 
élevée comparativement aux autres durées de résistance au feu. Sachant qu’un seul essai a été fait, 
pour valider cette valeur, il serait intéressant de réaliser un deuxième essai du même type.  
 
Lorsque l’assemblage est sollicité dans le domaine plastique, l’erreur relative augmente et est en 
moyenne de l’ordre de 10 %. Ce phénomène est principalement dû au fait que l’entrée dans la phase 
plastique n’est pas correctement décrite notamment pour les assemblages bois-métal. Par conséquent, 
la charge appliquée lors de la simulation correspondant à la charge réellement appliquée lors des 
essais, il apparaît que le taux de chargement réellement mis en place est inférieur à 30 % pour les 
assemblages bois-métal. Ce taux de chargement inférieur explique les durées de résistance au feu 
simulées supérieures. 
 
La deuxième remarque est que le modèle donne des durées de résistance au feu supérieures à celles 
observées expérimentalement excepté pour l’assemblage bois-bois de type B chargé à 30%.  
 
I.4.2. Analyse et validation du modèle  
 
La validation du modèle thermomécanique porte principalement sur la durée de résistance au feu. 
Aucun critère de rupture n’est introduit dans le modèle thermomécanique. Par conséquent, la 
détermination de la durée de résistance numérique n’est pas nécessairement exacte. Cette 
détermination implique le fait que le modèle ne place pas toujours dans la sécurité. Cependant, les 
valeurs issues du modèle sont proches de celles expérimentales (erreur relative inférieure à 10%). Le 
modèle thermomécanique est donc validé.    
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II. Comportement des assemblages unitaires sous 
actions thermiques 
 
Le principal objectif du modèle thermomécanique est de décrire les champs de contraintes dans les 
assemblages en fonction des champs de températures. Ces derniers varient avec la section de bois mise 
en jeu. Le deuxième objectif est l’étude des interactions d’efforts entre les organes. Or tous ces 
phénomènes sont complexes. Dans une première étape, il apparaît donc indispensable d’étudier le 
comportement des assemblages unitaires sous actions thermiques. Par conséquent, l’évolution du seuil 
plastique des assemblages unitaires en fonction de la durée d’exposition au feu et de l’épaisseur de 
bois est étudiée. A froid les assemblages unitaires sont principalement dimensionnés à l’aide de la 
théorie de Johansen [JOH 42]. C’est pourquoi, par la suite, une comparaison avec cette théorie est 
faite. Dans le même temps, l’évolution de la rigidité est réalisée afin d’apporter les éléments 
nécessaires à une approche d’Ingénierie de la Sécurité Incendie.  
 
II.1. Principe du modèle thermomécanique 
 
Il s’agit dans cette partie d’étudier le comportement des assemblages sous actions thermiques. 
Johansen a mis en évidence la dépendance de la résistance des assemblages vis à vis de la portance, du 
moment plastique des organes et de l’épaisseur des pièces en bois. Or, de part la combustibilité du 
bois, cette dernière varie avec la durée d’exposition au feu. C’est pourquoi l’influence du facteur de 
masse c’est-à-dire l’épaisseur de bois a été étudiée. Ainsi, des assemblages bois-bois et bois-métal 
unitaires ont été modélisés. L’organe d’assemblage est une broche de diamètre 16 mm. Les 
configurations modélisées sont décrites dans le tableau C.8. 
 
Assemblage h (mm) d (mm) t1 (mm)  
Bois-bois t2 = 2.t1 
Bois-métal 188 16 [50 ; 250] e = 4mm 
                      t1 varie par pas de 25 mm 
 
 





Le principe du calcul thermomécanique consiste à introduire les champs de températures après 30, 60 
ou 90 minutes d’exposition au feu dans le modèle mécanique. Ces champs thermiques sont définis à 
l’aide du modèle thermique décrit dans la partie B.III. L’action thermique est celle conventionnelle 
c’est-à-dire ISO R834. L’assemblage est alors sollicité sur ses quatre faces. La plaque métallique est, 
quant à elle, sollicitée sur ses faces qui ne sont pas directement en contact avec le bois. Un 
déplacement croissant est imposé à l’assemblage dans le modèle mécanique. Le principe de cette 
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II.2. Courbes force-déplacement 
 
Les courbes force-déplacement définies par les simulations montrent une modification de la rigidité et 
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Figure C.19 :  Courbe force – déplacement : (a) bois-bois, (b) bois-métal 
 
Pour les assemblages bois-bois et bois-métal, il apparaît que pour les faibles épaisseurs, pour les trois 
durées d’exposition au feu, le seuil de plasticité est principalement induit par la plasticité du bois. Un 
palier horizontal est observé. Avec l’augmentation de l’épaisseur du bois, le palier plastique a une 
évolution qui se modifie. En effet, il n’est plus horizontal. Cette évolution, notamment notable pour 
une durée d’exposition au feu de 30 minutes, traduit une mise en plastification de l’organe 
d’assemblage et de la plaque métallique. Pour des épaisseurs de bois de 200 mm, le fonctionnement de 
l’assemblage après 30 minutes d’exposition au feu est quasiment identique à celui à froid. La phase 
plastique est similaire à celle constatée à froid.   
 
La figure C.19 montre également une évolution de la rigidité et de la résistance plastique selon la 
durée d’exposition au feu et l’épaisseur de bois mis en jeu. Ainsi, pour les épaisseurs de bois étudiées, 
il semble que les rigidités et les résistances plastiques à 60 et 90 minutes soient très proches l’une de 
l’autre quelle que soit la durée d’exposition au feu. De même, pour une épaisseur de bois de 50 mm, la 
durée d’exposition au feu a peu d’influence sur ces deux valeurs. Il paraît donc nécessaire d’étudier 
l’évolution de la rigidité et du seuil plastique en fonction de la durée d’exposition au feu mais 
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II.3. Evolution de la rigidité  
 
Les courbes force-déplacement obtenues par les simulations permettent de définir la rigidité élastique 
des assemblages. En effet, cette dernière est définie comme étant la pente de la tangente de la partie 
élastique de la courbe F(g).   
Comme le montre la figure C.20, l’évolution des raideurs n’est pas linéaire. Elle présente des paliers 
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Figure C.20 : Evolution de la raideur en fonction de la durée d’exposition au feu et de t1 
La figure C.20 indique également que, dans les plages de valeurs d’épaisseur de bois étudiées, la 
rigidité sous actions thermiques est inférieure à celle à froid. Pour les assemblages bois-bois, pour des 
durées d’exposition au feu de 30 minutes, la rigidité représente entre 27 et 60 % de la rigidité initiale. 
Pour des durées d’exposition au feu de 60 ou 90 minutes, la rigidité varie entre 4 % et 38 % de la 
valeur initiale. Les paliers observés sur la figure C.20 traduisent le début de la plastification de la 
broche. 
Pour les assemblages bois-métal, les champs thermiques obtenus pour une exposition de 30 minutes 
engendrent une diminution de la raideur comprise entre 22 % et 90 %. Pour les épaisseurs de bois 
supérieures à 200 mm, malgré une résistance plastique quasiment identique à celle à froid (figure 
C.19), la rigidité est modifiée par l’élévation de températures. Elle ne représente plus que 78 % au 
maximum de la raideur initiale.  
Cependant, la figure C.21 montre que pour des durées d’exposition au feu supérieures à 30 minutes la 
rigidité des assemblages bois-bois diminue moins rapidement que pour les assemblages bois-métal. 
Par contre, pour une durée d’exposition inférieure, la diminution de la rigidité des assemblages bois-
métal est, pour une même épaisseur de bois, inférieure à celle des assemblages bois-bois. Ceci 
s’explique par la présence de la plaque métallique. En effet, pour de longues expositions au feu la 
plaque métallique non protégée est soumise à des champs thermiques plus importants que ceux dans la 
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Figure C.21 : Evolution du coefficient de réduction de la rigidité en fonction de la durée 
d’exposition au feu  
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II.4. Evolution du seuil plastique en fonction de l’épaisseur de 
bois 
  
La variation de la rigidité en fonction de la durée d’exposition au feu a donc été étudiée et fait 
apparaître une évolution non monotone. Il est alors intéressant d’analyser l’évolution de la résistance 
des assemblages en fonction de ces paramètres. Cependant, le modèle thermomécanique ne prend pas 
en considération de critère de rupture. C’est pourquoi, la résistance donnée par la suite n’est pas la 












L’évolution des seuils plastiques en fonction de la durée d’exposition au feu est donnée sur la 
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Figure C.23 : Evolution de la résistance des assemblages unitaires en fonction de t1 et de la durée 
d’exposition au feu  
 
Dans un premier temps, cette figure montre que la résistance n’augmente pas linéairement et ce quelle 
que soit la durée d’exposition au feu. En effet, pour une même durée d’exposition au feu, 
l’augmentation linéaire de l’épaisseur de bois n’engendre pas une augmentation linéaire de la 
résistance. Deux voire trois phases correspondant à des changements de pentes ou des paliers peuvent 
être observées. Par exemple, pour une durée d’exposition au feu de 30 minutes, pour les assemblages 
bois-métal, trois phases apparaissent. La première est une phase de croissance pour des épaisseurs 
comprises entre 50 et 75 mm. Un changement de pente de cette croissance est remarqué jusqu’à une 
épaisseur de 175 mm. Au-delà de cette dernière, un palier horizontal est observé.   
La présence de ces paliers rejoint les constatations de Povel [POV 02] (voir paragraphe A.II). En effet, 
son modèle analytique basée sur l’analyse limite a montré que l’évolution de la résistance en fonction 
de l’épaisseur de bois latéral faisait apparaître trois phases. Elles se caractérisent par des changements 
brusques de pente. Ces derniers correspondent en réalité à une modification du fonctionnement de 
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II.4.2. Comparaison des simulations avec la théorie de Johansen 
 
Le modèle de Povel étant basée sur la théorie de Johansen, la constatation citée précédemment amène 
à comparer les résultats des simulations avec cette dernière. La résistance plastique de chaque 
assemblage unitaire est donc calculée à l’aide des équations A.6 et A.7. La portance de référence à 
froid vaut 37 MPa. La résistance limite élastique de l’acier est fixé à 400 MPa. Le moment plastique 
My est donné par l’équation suivante : 
6,2
uy df3,0M ⋅⋅=                                                  (C.2) 
Concernant la prise en considération des champs thermiques, la température de référence du bois 
correspond à la moyenne des températures du bois en dessous de l’isotherme 300°C. L’épaisseur de 
bois t1(θ) est définie comme étant l’épaisseur de bois sain (c’est-à-dire dont la température est 
inférieure à 300°C). La température de référence de l’organe d’assemblage est la moyenne des 
températures des nœuds situés sur sa longueur. La comparaison entre le coefficient de réduction du 
seuil plastique calculé à partir de la théorie de Johansen et celui issu des simulations est représentée 
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Figure C.24 : Comparaison du coefficient de réduction du seuil plastique simulé avec celui 
calculé par Johansen 
Simulation Johansen 
La figure C.24 met en évidence une bonne corrélation entre la théorie de Johansen et les simulations 
pour les assemblages bois-métal. Seules les simulations pour une durée d’exposition de 60 min fait 
apparaître une divergence entre les deux types de calculs. L’analyse des champs de contraintes 
notamment au niveau de la plaque montre une plastification importante de cette dernière (figure C.25). 
Il faudrait alors prendre en considération la pression diamétrale induite par l’organe au niveau de la 


























Figure C.25 : Plastification de la plaque métallique au seuil plastique pour les assemblages 
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La comparaison pour les assemblages bois-bois montre que pour l’épaisseur de 50 mm, la théorie de 
Johansen et les simulations donnent des résultats identiques. Il en est de même pour les épaisseurs 
supérieures à 200 mm notamment pour la durée d’exposition au feu de 30 minutes. Cependant, pour 
les épaisseurs intermédiaires l’erreur est conséquente. Elle se réduit pour la durée d’exposition de 90 
minutes. Ce phénomène peut s’expliquer par la valeur de la portance du bois. Ainsi, dans la théorie de 
Johansen, elle est fixée à 37 MPa à 20 °C. Or pour des épaisseurs de bois faibles, le comportement de 
l’assemblage est régi par le bois. Une erreur sur la portance du bois va alors modifier la résistance de 
l’assemblage. La figure C.26 représente l’évolution du coefficient de réduction du seuil plastique. La 
résistance des assemblages est calculée en prenant en considération la portance du bois issue des 
simulations. Elle correspond à la valeur maximale de la contrainte de portance calculée à partir des 
efforts de contact (voir annexe 1) le long de l’organe.  
La figure C.26 montre que l’erreur pour les assemblages bois-bois a diminué avec la prise en compte 
des valeurs de portance simulées. Par contre, pour les assemblages bois-métal, les courbes restent 


























50 125 150 200
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Figure C.26 : Comparaison du coefficient de réduction du seuil plastique simulé avec celui 
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Afin de mieux comprendre l’évolution de la résistance des assemblages qui d’après Johansen est 
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Figure C.27 : Evolution des efforts de contact au seuil plastique : (a) bois-bois, (b) bois-métal 
 
La présence de champs thermiques au sein des assemblages implique une modification du contact 
entre les éléments assemblés. En effet, la partie carbonisée du bois n’a plus de résistance mécanique. 
Aucun effort relatif au contact ne peut alors être repris.  
Un changement de l’évolution de la répartition des efforts de contact est observé entre 30 et 60 
minutes. En effet, pour une durée d’exposition au feu de 30 minutes, les efforts de contact sont 
quasiment constants sur une distance d’environ 25 à 50 mm par rapport à l’interface des pièces. Ce 
phénomène n’est pas observé pour une durée d’exposition de 60 min. Les efforts de contact sont dans 
ce cas croissants. Ce changement d’évolution traduit une modification du mode de fonctionnement de 
l’assemblage associée à la réduction de la section de bois. Pour illustrer ceci, les contraintes de 
cisaillement dans le bois au niveau de l’interface entre les pièces sont données pour les assemblages 
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Figure C.28 : Répartition des contraintes de cisaillement au seuil plastique pour les assemblages 














Il apparaît qu’à 30 minutes le bulbe de contraintes de cisaillement est plus diffus que pour une durée 
d’exposition au feu de 90 minutes. Le long de l’organe les contraintes de cisaillement sont réparties 
plus uniformément à 30 minutes. La réduction de la section de bois sain est à l’origine de ce 
phénomène. En effet, la figure C.29 illustre l’évolution de la température du bois le long de l’organe. 
En toute logique, la section de bois sain est plus petite à 90 minutes. Ces champs thermiques associés 




























Figure C.29 : Evolution de la température dans le bois le long de l’organe pour l’assemblage 
unitaire bois-métal d’épaisseur 150 mm  
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Les figures C.23 et C.24 montrent que la résistance obtenue par les simulations ou par la théorie de 
Johansen n'augmente pas linéairement avec l’augmentation de l’épaisseur de bois. Différentes phases 
sont observées. Ces dernières correspondent à une modification des modes de ruine [POV 02]. Il 
semble donc nécessaire, compte tenu de l’absence de critère de rupture dans le modèle, de définir les 
modes de fonctionnement des assemblages.  
II.4.3. Détermination des modes de fonctionnement 
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Figure C.30 : Evolution des modes de fonctionnement des assemblages en fonction de la durée 
d’exposition au feu selon la résistance simulée : (a) bois-bois, (b) bois-métal 
 
D’après la figure C.30, les trois paliers correspondent aux changements des modes de fonctionnement. 
Quand deux paliers sont observés, les modes de fonctionnement 1 ou 3 ne sont pas atteints.   
Pour les assemblages bois-métal, le mode de ruine de type 2 implique une résistance plastique 
identique que les durées d’exposition au feu de 60 et 90 minutes. La plastification de la broche est 
alors indépendante de l’épaisseur de bois carbonisé. Le fonctionnement de l’assemblage repose alors 
principalement sur le comportement de l’acier. De plus, il apparaît que le passage du mode 1 au mode 
2 implique une diminution de la vitesse d’augmentation de la résistance avec l’épaisseur de bois moins 
importante. Un palier horizontal peut même être observé. Ce phénomène traduit une rupture qui 
devient plus ductile car liée à la plastification de l’acier et notamment de la plaque. 
L’apparition de ces paliers pour les assemblages bois-bois montre qu’une augmentation de l’épaisseur 
de bois n’implique pas un seuil plastique plus élevé. Par conséquent, l’augmentation de la masse de 
bois n’implique pas obligatoirement une meilleure résistance au feu. Il est donc intéressant lors du 
dimensionnement des assemblages de prendre en compte ce phénomène. 
Pour des faibles épaisseurs, la résistance pour les trois niveaux d’exposition au feu est quasiment 
identique. Pour ce type de configuration, la résistance du bois sous élévation de température est le 
facteur dimensionnant. 
Enfin, pour une durée d’exposition au feu de 30 minutes, la résistance plastique peut être égale voire 
supérieure à celle obtenue à froid. Ce phénomène s’explique par un passage à un mode de 
fonctionnement de type 3 c’est-à-dire principalement basée sur la plasticité de l’acier. Or l’organe 
étudié est une broche. Pour les assemblages unitaires d’épaisseur t1 supérieure à 200 mm, sa 
température n’atteint pas 400°C. La résistance limite fy de l’acier n’est donc modifiée par la 
température (voir figure A.50). Il est ainsi normal que l’échauffement de l’assemblage n’induise pas  
de changement de fonctionnement de l’assemblage. En terme de résistance plastique, pour des 
épaisseurs de bois supérieures à 200 mm une durée de stabilité au feu de 30 min peut être atteinte avec 
un taux de chargement identique à celui à froid.      
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En résumé, dans un premier temps, l’étude des assemblages unitaires sous actions thermiques a montré 
que la rigidité diminuait avec la température. Ainsi, il est apparu que les assemblages bois-bois avaient 
une rigidité qui diminuait quasiment linéairement avec la durée d’exposition au feu quelle que soit la 
durée d’exposition au feu. Cette diminution linéaire n’est pas observée pour les assemblages bois-
métal. En effet, les réductions des rigidités pour une durée d’exposition de 60 et 90 min sont 
identiques ou très peu différentes l’une de l’autre. Ce phénomène lié à la présence de la plaque 
métallique amène à une rigidité plus élevée que celle des assemblages bois-bois. Cette étude apporte 
un complément à l’Eurocode 5 partie 1.2 concernant le coefficient de réduction de la rigidité des 
assemblages.  
 
Dans un second temps, l’analyse des valeurs des seuils plastiques a montré que l’augmentation de 
l’épaisseur de bois n’engendrait pas systématiquement une valeur au seuil plastique plus élevée. Ainsi, 
un dimensionnement prenant en considération le mode de fonctionnement de l’assemblage serait 
judicieux. Par exemple, un mode de fonctionnement de type III (apparition de deux rotules plastiques 
au sein de l’organe d’assemblage) implique un seuil plastique constant malgré l’augmentation de 
l’épaisseur de bois. De plus, pour la durée d’exposition au feu de 30 min, l’échauffement de 
l’assemblage n’implique pas une diminution de la résistance de ce dernier. Enfin, pour des épaisseurs 
de bois inférieures à 75 mm, le comportement de l’assemblage est régi par la diminution de bois sain 
et est indépendant de la durée d’exposition au feu. Pour des épaisseurs supérieures, le comportement 
des assemblages soumis au feu pendant 60 minutes est peu différent du comportement de ceux 
sollicités 90 minutes.   
 
En conclusion, cette étude met en évidence le fait que le seuil de plastique est fortement lié au mode 
de fonctionnement de l’assemblage. Or la multiplication des organes modifie ce dernier. En effet, à 
froid, les études ont montré l’existence d’interactions entre les organes prises en compte par 
l’intermédiaire d’un nombre effectif. Il traduit le fait que la résistance de l’assemblage comportant n 
organes n’est pas égale à n fois la résistance de l’assemblage unitaire. Par conséquent, il est 
indispensable d’étudier leur comportement et notamment l’évolution du nombre effectif en fonction 
des champs thermiques.   
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III. Comportement thermomécanique des 
assemblages multiples 
 
Les assemblages unitaires ont apporté des réponses d’un point de vue seuil plastique et rigidité. 
Cependant, la recherche bibliographique a montré que la multiplication des organes induisait des 
phénomènes complémentaires tels l’interaction des contraintes entre les organes. Pour examiner ces 
interactions, le nombre effectif issu de la répartition des efforts entre organes est étudié. Dans un 
premier temps, les assemblages comportant des organes de 16 mm de diamètre sont étudiés afin de 
comparer les résultats à ceux obtenus pour les assemblages unitaires. Dans un second temps, le 
comportement des assemblages ayant des organes de 12 et 20 mm est simulé. Ces deux valeurs de 
diamètre ont été choisies car elles correspondent aux valeurs extrêmes des diamètres utilisés dans la 
construction bois. Enfin, une analyse multiparamètre est réalisée dans l’objectif d’apporter une aide au 
dimensionnement des assemblages.  
Il est indispensable de rappeler que cette étude porte sur les configurations d’assemblage comportant 
deux files de quatre organes (trois broches et un boulon) sollicités en traction. L’épaisseur de l’élément 
central des assemblages bois-bois est prise égale au double de l’épaisseur des éléments latéraux. 
L’épaisseur de la plaque métallique correspond à la moitié du diamètre des organes.  
 
III.1. Evolution de neff en fonction de la température 
 
III.1.1. Etude des assemblages bois-métal (d=16 mm) 
 
La figure C.31 résume les champs de températures et les efforts de contact pour l’assemblage de type 
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(c) Efforts de contact le long de la tige 
 
Figure C.31 : Evolution des efforts de contact en fonction de la durée d’exposition au feu 
 
La figure C.31 montre une redistribution des efforts de contact avec l’élévation de la température. En 
effet, les efforts de contact deviennent nuls au fur et à mesure que le bois se carbonise c’est-à-dire 
proche de la face exposée. Dans le même temps, la partie de bois non carbonisée reprend des efforts de 
contact plus importants. Ceci se traduit par un palier horizontal dans le bois au niveau de l’interface 
avec la plaque. Ce palier  engendre une concentration des efforts pouvant accélérer la rupture.  
 
La répartition des efforts entre les organes en fonction de la température pour l’assemblage d’épaisseur 
t1 égale à 75 mm (type C  du tableau C.1) pour un taux de chargement de 30 % est récapitulée sur la 























































Figure C.32 : Définition des organes d’assemblage 
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Figure C.33 : Répartition des efforts repris par les organes d’assemblage en fonction de la durée 
d’exposition au feu (tfi = 40 min) 
 
La figure ci-dessus met en avant le fait que le boulon reprend les efforts les plus importants à froid 
mais que cette tendance s’inverse lorsque les champs de température augmentent. En effet, le boulon 
est l’organe le plus proche du talon. Or le bois constituant le talon est sollicité thermiquement sur 
quatre de ses faces. Les températures au sein du bois sont alors élevées et le bois est carbonisé sur 
quatre faces de la poutre. Par conséquent, la résistance du bois en contact avec le boulon est plus faible 
qu’au niveau des autres organes d’assemblage. La transmission des efforts entre le bois et l’acier est 
alors perturbée car  la surface cylindrique par laquelle transitent les efforts est alors déformée par la 
carbonisation du bois. De plus, il est à noter que le boulon s’échauffe deux fois plus que les broches. 
Ses propriétés mécaniques diminuent alors plus vite. Le boulon voit alors sa résistance diminuer 
rapidement.   
Parallèlement à la diminution des efforts repris par le boulon, l’organe le plus éloigné du talon devient 
alors celui qui reprend la majorité des efforts au sein de l’assemblage. Cependant, lorsque la rupture 
est proche, la répartition des efforts s’uniformise entre les trois broches. Cette uniformisation reflète la 
redistribution des efforts, non repris par le boulon, à travers les trois broches. 
Il est intéressant de noter que la broche la plus éloignée du talon et celle la plus proche du boulon sont 
les deux organes qui sont le plus sollicitées à l’approche de la rupture. La configuration des deux 
organes extrêmes les plus sollicités décrite à froid dans le paragraphe A.1 est donc également obtenue 
sous sollicitations thermiques.  
 
La répartition des efforts entre organes permet la détermination du nombre effectif. Ce dernier 
correspond au  rapport entre quatre fois l’effort maximum des efforts Fi (i=1..4) repris par les organes 
sur la somme des efforts repris par les organes (figure C.34). 
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La figure C.35 montre alors l’évolution du nombre effectif en fonction de la durée d’exposition au feu 
pour l’assemblage de type C sollicité par un taux de chargement de 30%. La diminution de l’effort 
repris par le boulon se traduit par une baisse du nombre effectif. En effet, le fait que le boulon ne 
reprenne pas ou peu d’effort engendre une diminution du nombre effectif d’environ 15%. Cette figure 
montre alors que la multiplication par huit du nombre d’organes implique une diminution de la 
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Figure C.35 : Evolution de neff en fonction de la durée d’exposition au feu  pour l’assemblage de 
type C (tfi = 40 minutes) 
 
 
III.1.2. Etude des assemblages bois-métal (d=12 et 20 mm)  
 
La même procédure que celle citée précédemment est utilisée pour définir le nombre effectif pour des 
assemblages avec des organes de diamètre 12 et 20 mm. L’analyse des champs thermiques a montré 
que les températures des organes dépendaient principalement de leur type (boulon ou broche) et non 
de leur diamètre. L’épaisseur de bois mis en place est, comme il a été dit dans la partie A.1, un facteur 
pris en considération dans la théorie de Johansen. C’est pourquoi, la figure C.32 donne l’évolution du 
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Figure C.36 : Influence du taux de chargement et du diamètre sur neff  
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La figure C.36 met en évidence un nombre effectif plus élevé dans le cas des assemblages avec des 
organes de 12 mm de diamètre pour les faibles épaisseurs. Il apparaît également que pour les 
épaisseurs de bois de 135 mm, l’utilisation d’organe de 12 mm de diamètre donne un nombre effectif 
plus faible. La différence de valeur de neff pour une épaisseur de 135 mm s’explique par le mode de 
fonctionnement de l’assemblage. En effet, la plastification des organes d’assemblage et de la plaque 
existe dans ce type d’assemblage. Même si les champs de température dans les organes sont très peu 
influencés par leur diamètre, l’inertie varie avec ce dernier. C’est pourquoi, la raideur EI des organes 
de 12 mm est moins élevée que celle des organes de 20 mm. Ceci implique alors une reprise d’effort 
moins importante. De plus, la différence initiale reflète également une différence des modes de 
fonctionnement. Les assemblages avec les organes de 20 mm fonctionnent en mode II alors que ceux 
avec les organes de 12 mm travaillent en mode III. Les valeurs deviennent identiques quand 
l’assemblage avec les organes de 12 mm a un mode de fonctionnement de type II.   
La figure C.36 met également en relief le fait que le taux de chargement n’a pas une influence 
significative sur la valeur du nombre effectif. Seule l’approche de la rupture engendre une divergence 
entre le taux de chargement de 10 et 30%. L’évolution du nombre effectif en fonction de la durée 
d’exposition est identique quel que soit le taux de chargement. Ainsi, l’évolution de la valeur du 
nombre effectif en fonction de la durée d’exposition au feu pour les assemblages ayant une épaisseur 
de 55 mm ou 60 mm n’est pas monotone. En effet, une première phase croissante est présente les dix 
premières minutes. Cette phase est suivie par une phase décroissante. Cette diminution traduit 
l’échauffement des organes d’assemblage et notamment du boulon. Or les boulons s’échauffent deux 
fois plus que les broches. La distribution des efforts entre les organes est donc modifiée (figure C.37). 
La part d’effort repris par le boulon diminue. Cette phase de décroissance est ensuite suivie par une 
augmentation du nombre effectif qui traduit notamment une répartition des efforts entre les broches 
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(a) t1 = 55 mm, d = 12 mm, η = 10%
(b) t1 = 55 mm, d = 12 mm, η = 30%
(c)  t1 = 135 mm, d = 20 mm, η = 10%
(d) t1 = 135 mm, d = 20 mm, η = 30%
Figure C.37 : Evolution de la répartition des efforts entre les organes en fonction de la durée 
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Les quatre figures ci-dessus montrent une diminution de l’effort repris par le boulon. Dans le même 
temps, les broches sont plus sollicitées. Toutefois, la broche 1 est l’organe qui reprend les efforts les 
plus importants. Cependant, les figures C.37(a), C.37(b) et C.37(c) mettent en évidence que la broche 
1 reprend un effort maximum. Cet effort diminue par la suite pour devenir identique à celui repris par 
les autres broches. Ceci s’explique par l’atteinte au sein de la broche 1 d’un seuil plastique. Pour 
montrer ce phénomène, les moments repris par les organes sont analysés en fonction de la durée 



















































                          t1=135 mm, d=20 mm, η=10%                                              t1=135 mm, d=20 mm, η= 30% 
Broche 1 Broche 2 Broche 3 Boulon
t1 = 55 mm, d = 12 mm, η = 10% t1 = 55 mm, d = 12 mm, η = 30% 
t1 = 135 mm, d = 20 mm, η = 10% t1 = 135 mm, d = 20 mm, η = 30% 
 
Figure C.38 : Evolution du moment repris par l’organe en fonction de la durée d’exposition au 
feu pour les assemblages bois-métal  
 
La figure C.38 montre que les phases dans les distributions des efforts se traduisent par une 
modification du moment dans les organes. Ainsi, la diminution de l’effort repris par la broche 1 se 
traduit par une diminution du moment de cette dernière et une augmentation du moment des autres 
organes. Il apparaît également que les broches sont sollicitées par un moment plus élevé à l’approche 
de la rupture. 
 
Dans le même temps, une diffusion des bulbes de contraintes avec la durée d’exposition au feu 
apparaît le long de la file impliquant une répartition uniforme des efforts entre les organes 
(figures C.37 et C.39) pour les assemblages de faible épaisseur. Cette diffusion a pour origine la 
diminution de la section de bois sain. L’apparition de cette diffusion de contraintes de cisaillement le 
long de la file d’organes n’est pas présente pour des épaisseurs de bois de 135 mm (figure C.39). Le 
mode de fonctionnement de l’assemblage est alors différent. La plastification des organes 
d’assemblage joue alors un rôle plus important que la diminution de la section de bois sain. Dans ce 
cas, l’échauffement du boulon, qui est environ deux fois plus important que celui des broches, 
engendre une diminution plus rapide de ses propriétés mécaniques. Il reprend alors donc moins 
d’effort. La répartition d’effort entre les organes devient alors plus uniforme. Cette uniformité 
implique un nombre effectif plus élevé (figure C.32) et présentant une évolution monotone croissante.  
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θ10min = 20 °C
θ35min = 47 °C
θ40min = 59 °C





















































































































θ10min =  20 °C
θ30min =  21 °C





























Figure C.39 : Evolution des contraintes de cisaillement le long de la file d’organes pour les 
assemblages bois-métal : (a) d=20mm, t1= 60 mm, η= 10 %, (b)  d= 20 mm, t1=135 mm, η = 
30 % 
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En conclusion, pour des faibles épaisseurs de bois, le nombre effectif diminue avec les champs 
thermiques de façon non monotone. L’augmentation de l’épaisseur engendre une évolution du nombre 
effectif qui devient monotone croissante. Les champs de contraintes de cisaillement ont mis en 
évidence que cette différence était principalement due à une diffusion de contraintes qui implique une 
rupture des assemblages conditionnée par la capacité résistante du bois.  
Cependant, il faut bien noter que cette diminution est principalement due à la présence du boulon qui 
s’échauffe deux fois plus que les broches. Par conséquent, il serait intéressant de réaliser le même type 
d’analyse avec des assemblages constitués d’un seul type d’organe. Ainsi, l’évolution du nombre 
effectif serait obtenue pour les broches et les boulons. La différence de température n’interviendrait 
alors pas. 
 
III.2. Approche multiparamètre 
 
Actuellement la majorité des avancées en terme de dimensionnement des assemblages au feu sont 
issues de campagnes expérimentales. Or leurs coûts sont en général très élevés. Il apparaît intéressant 
d’élaborer une méthode de dimensionnement basée sur le modèle thermomécanique faisant l’objet de 
ce document. En effet, les simulations numériques reviennent à un coût moins élevé que des essais de 
résistance au feu. Une approche basée sur des plans d’expérience a été choisie.     
Ainsi, l’état de l’art ainsi que les résultats des essais de résistance au feu décrits dans la partie B.II 
mettent en évidence l’influence de l’épaisseur de bois mis en jeu ainsi que le taux de chargement 
auquel il est soumis. Par conséquent, les plans d’expériences ayant pour résultat la durée de résistance 
au feu doivent faire intervenir ces deux paramètres. Cependant, les interactions entre ces paramètres 
n’ayant pas été étudiées auparavant, les plans d’expérience complets semblent être les plus adaptés 
pour les décrire. Les facteurs mis en jeu dans le plan d’expérience sont donc l’épaisseur de bois t1 et le 
taux de chargement. Ce dernier est pris égal à 10 ou 30 % de la résistance ultime à froid. Ces valeurs 
ont été déterminées car elles correspondent respectivement à un taux de chargement dans le domaine 
élastique de l’assemblage et dans l’entrée dans la phase  plastique. De plus le taux de chargement à 
30% de la résistance à froid correspond à la charge appliquée lors du dimensionnement à froid. En 
effet, la réglementation à froid impose un chargement des structures correspondant à environ 30% de 
la résistance ultime de ces dernières. Le facteur « taux de chargement » a donc 2 niveaux. Concernant 
l’épaisseur de bois, il s’agit de définir les valeurs des épaisseurs les plus usitées. Il a été choisi de 
prendre trois niveaux correspondant à 55, 95 et 135 mm.   
 
Le diamètre des organes joue un rôle faible dans les transferts thermiques au sein des assemblages. Ce 
facteur n’a pas été, dans un premier temps, introduit dans les plans d’expériences. 
Des  plans d’expériences distincts sont réalisés pour chaque type d’assemblage (bois-bois et bois-
métal). Le diamètre est fixé à 12 mm puis à 20 mm.  
 
La figure C.11 et l’Eurocode 5 partie 1.2 montrent une relation exponentielle entre le taux de 
chargement η et la durée de résistance au feu. Par conséquent, le polynôme issu du plan d’expériences 
doit prendre en considération ce type de relation. Aucune information n’étant connue entre la durée de 
résistance au feu et l’épaisseur de bois, une relation linéaire basée sur l’étude des assemblages 
unitaires est mise en place. Ainsi, le polynôme à rechercher est de la forme : ( ) ( ) ( )ηηη lnlnln 211211 ⋅⋅+⋅⋅+⋅+⋅+⋅+= tftedtctbat fi  
où a, b, c, d, e et f sont des constantes à définir à l’aide du plan d’expériences.  
Pour une configuration d’assemblage donnée (c’est-à-dire deux files de quatre organes de diamètre d), 
le plan d’expériences numérique est le suivant :  
t1 (mm) Nombre de simulations η (%) 
55 10 1 
55 30 1 
95 10 1 
95 30 1 
135 10 1 
135 30 1 
Tableau C.9 :  Détermination des Plans  d’Expérience  
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Au total trois plans d’expériences numériques de ce type sont réalisés. Les trois configurations à 
étudier sont donc les suivantes :  
- assemblage bois-bois avec des organes de 20 mm de diamètre et t2 = 2.t1 ; 
- assemblage bois-métal avec des organes de 12 mm de diamètre et une épaisseur de plaque 
métallique de 6 mm ; 
- assemblage bois-métal avec des organes de 20 mm de diamètre et une épaisseur de plaque 
métallique de 10 mm. 
 











55 10 57,5 
55 30 34,5 
 
Tableau C.10 : Résultats des Plans d’Expérience 
 
Le tableau C.10 fait apparaître que le facteur t1² n’est pas à négliger. Compte tenu de la faible valeur 
des coefficients des interactions, ces dernières auraient pu être négligées.   
Les abaques donnant la durée de résistance au feu en fonction de t1 et du taux de chargement sont 
données sur la figure C.40. Elles ne sont valables que pour la configuration de deux files de quatre 
organes, un taux de chargement compris entre 10 et 30% et une épaisseur de bois comprise entre 55 et 










95 10 116,7 
95 30 88 
( )








 20 Bois-bois 
135 10 127,5 
135 30 107 
55 10 47 
55 30 33,25 
95 10 45,8 
95 30 33,37 
( )







11fi  12 
135 10 45,8 
135 30 32,37 
55 10 52,5 
Bois-métal 
55 30 34 
95 10 68,55 
95 30 48 
( )









135 10 64 
135 30 47 
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(a)                





t1 (mm) t1 (mm) 
                                               (b)                                                                                             (c) 
Figure C.40 : Abaques de durée de résistance au feu en fonction de l’épaisseur de bois et du taux 
de chargement : (a) bois-bois d=20mm, (b) bois-métal d=20mm, (c) bois-métal d=12mm   
 
La figure C.40 montre que pour un taux de chargement donné, il existe une épaisseur de bois pour 
laquelle la durée de résistance au feu est optimale. Pour des épaisseurs de bois supérieures à cette 
valeur, la durée de résistance au feu n’augmente plus. Ce phénomène s’explique par une modification 
du mode de fonctionnement de l’assemblage. En effet, l’étude des assemblages unitaires a montré que 
lorsque les assemblages avait un mode de fonctionnement de type III, l’augmentation de l’épaisseur de 
bois n’impliquait pas d’augmentation de la résistance. Dans le cas des assemblages, ceci implique pour 
un même chargement une durée de résistance au feu qui reste constante voire légèrement plus faible.     
 
Ces abaques peuvent être mis sous la forme exponentielle c’est-à-dire évolution du taux de 
chargement en fonction de la durée d’exposition au feu (figure C.41). L’évolution du taux de 
chargement en fonction de la durée de résistance au feu montre que pour les assemblages avec des 
organes de 12 mm de diamètre, l’augmentation de l’épaisseur de bois implique une diminution de la 
durée de résistance au feu. Cependant, cette dernière reste inférieure à 3%. Ceci implique donc que, 
lors du dimensionnement des assemblages bois-métal, l’utilisation de petit diamètre permet de réduire 
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Pour les assemblages bois-métal avec des organes de 20 mm de diamètre, ce phénomène est également 
observable pour des épaisseurs de bois supérieures à 115 mm. Ceci s’explique par le fait que, au-delà 
de cette épaisseur,  le mode de fonctionnement est basé sur la plastification des organes et non la 
diminution de la section de bois sain. Par conséquent, l’augmentation de l’épaisseur de bois n’a pas 
d’influence sur la durée de résistance au feu.  
Enfin, pour les assemblages bois-bois, la durée de résistance au feu augmente avec l’épaisseur de bois 
jusqu’à une épaisseur de 115 mm. Comme pour les assemblages bois-métal, dès que le mode de 
fonctionnement est régie par la plastification des organes, il n’y pas d’intérêt à augmenter l’épaisseur 














































                                               (b)                                                                                             (c) 
t1 = 55 mm t1 = 75 mm t1 = 115 mm t1 = 125 mm
 
Figure C.41 :  Evolution du taux de chargement en fonction de la durée de résistance au feu : (a) 
bois-bois d=20mm, (b) bois-métal d=20mm, (c) bois-métal d=12mm   
 
En conclusion, l’approche multiparamètre a permis l’élaboration d’abaques permettant de réaliser un 
premier dimensionnement des assemblages. Cette approche a également mis en évidence le fait que les 
modes de fonctionnement doivent être pris en considération lors du dimensionnement des 
assemblages. En effet, lorsque la plastification des organes apparaît, il n’est pas nécessaire 
d’augmenter l’épaisseur de bois pour améliorer le comportement au feu des assemblages. Cette 















La volonté actuelle d’orienter la sécurité incendie vers une approche d’Ingénierie implique des 
investigations en terme de détermination des caractéristiques nécessaires à l’évaluation de la résistance 
au feu des structures. Contrairement à l’approche réglementaire actuelle, cette évaluation porte aussi 
bien sur les éléments de structures que sur leurs liaisons. L’étude de ces dernières sous-entend une 
connaissance de leur comportement interne (résistance, rigidité…) qui dépend des champs thermiques. 
Pour cela, l’étude décrite dans ce document a consisté à définir un modèle thermomécanique 
tridimensionnel. Il prend en considération les champs thermiques dans la description des déformations 
entre les éléments de l’assemblage et des interactions de contraintes. De cette manière, les évolutions 
de la résistance et de la rigidité des assemblages en fonction de la température peuvent être étudiées. 
 
Pour atteindre cet objectif, deux modèles tridimensionnels, validés par des essais, ont été mis en place 
par la méthode des éléments finis. Le premier est un modèle thermique dont la principale hypothèse 
est l’absence de source interne de chaleur due à la pyrolyse du bois. La confrontation des températures 
simulées à celles mesurées a amené à une bonne corrélation. Les écarts observés n’ont pas ou peu 
d’influence sur le comportement car ils interviennent pour des températures pour lesquelles aucune 
influence existe pour les propriétés mécaniques. Toutefois, la présence de la plaque métallique dans 
les assemblages bois-métal met en évidence la nécessité d’introduire le taux d’humidité pour mieux 
appréhender les champs thermiques au sein de ce type d’assemblage. En effet, le front de vapeur issu 
du bois se trouve bloqué par la plaque et amène ainsi à un palier de température. 
Le deuxième modèle est un modèle mécanique non linéaire. La prise en compte des non-linéarités est 
réalisée par le critère de Hill pour les composants en bois considérés orthotropes transverses et le 
critère de Von Mises pour les éléments en acier. L’étude des champs de contraintes est cohérente avec 
les modes de rupture observés expérimentalement. La comparaison des résultats simulés à ceux 
expérimentaux met en évidence une description satisfaisante du comportement global des 
assemblages. La valeur du seuil plastique ainsi que de la phase plastique sont correctement décrites. 
Cependant, l’évaluation de la rigidité élastique pourrait être affinée à l’aide d’essais de caractérisation 
des propriétés des matériaux  et notamment du bois. De plus, ce travail est basé sur la valeur du seuil 
plastique et non sur la résistance limite de l’assemblage. Seule l’introduction d’un critère de rupture 
permettrait d’obtenir une analyse du comportement des assemblages à l’état ultime. 
L’introduction des champs thermiques associée à la mise en place de coefficients de réduction des 
propriétés mécaniques permet d’obtenir des durées de résistance au feu simulées présentant un écart 
relatif par rapport aux essais inférieur à 10 %. Cette erreur est plus importante pour les assemblages 
bois-bois mais pourrait être réduite avec la caractérisation expérimentale des coefficients de réduction 
des propriétés mécaniques du bois.  
 
L’objectif principal est de définir l’évolution de la capacité résistante des assemblages en fonction de 
la température en tenant compte des interactions entre les organes. L’expérience acquise à froid a 
montré que la première étape du dimensionnement des assemblages était la détermination de la 
capacité résistante des organes. Dans une première étape, l’étude des assemblages unitaires brochés a 
donc mis en évidence la diminution de la rigidité avec la durée d’exposition au feu mais également 
l’influence du mode de fonctionnement de l’assemblage sur sa résistance. Ainsi, il est apparu que 
l’augmentation de l’épaisseur de bois mis en jeu ne permettait pas obligatoirement une amélioration de 
la résistance sous action thermique. La comparaison avec la théorie de Johansen a montré la nécessité 
d’évaluer plus précisément les températures prises en considération dans le calcul de la résistance des 
assemblages dans ce modèle analytique. Cette comparaison a également mis en évidence le fait que 
pour certaines épaisseurs de bois la capacité résistante de l’assemblage était gouvernée par la plaque. 
Une étude pour laquelle la plaque ne serait pas sollicitée thermiquement permettrait une meilleure 
comparaison avec la théorie de Johansen. Dans le même temps, la distribution des contraintes et son 
évolution avec les champs de température permettent d’appréhender la phénoménologie de la rupture 
en fonction de l’épaisseur de bois.   
 




Dans une seconde étape, la multiplication des organes a engendré l’étude des interactions de 
déformations par l’intermédiaire du nombre effectif. Pour des assemblages mettant en jeu à la fois des 
organes de types broches et boulons, il apparaît que la mise en place de petit diamètre permet d’obtenir 
un nombre effectif plus important lorsque le mode de fonctionnement est basé sur la capacité résistante 
du bois. Inversement, lorsque la capacité résistante est régie par les organes, l’utilisation d’organes 
avec des diamètres plus importants implique un meilleur nombre effectif. Une étude sur des 
assemblages n’ayant qu’un type d’organe permettrait d’affiner ces conclusions. La mise en place d’un 
critère énergétique permettrait de mieux analyser ces phénomènes d’interactions notamment en 
fonction des champs thermiques. Il permettrait également de quantifier la phénoménologie de la 
rupture. Enfin des méthodes de dimensionnement au feu ont été mises en place. Cependant, elles sont 
limitées à la configuration d’assemblage étudié et les actions thermique et mécanique appliquées dans 
le cadre de ce travail.           
 
Toutefois, seule la traction longitudinale est abordée dans cette étude. La mise en place d’autres 
actions mécaniques impliquerait la prise en compte de l’orientation des éléments finis des modèles 
mais aussi la nécessité de caractériser les propriétés des matériaux. L’introduction de ce type d’actions 
mécaniques constituerait alors une seconde étape dans une approche Ingénierie de la Sécurité Incendie 
(ISI). Enfin, seule l’action thermique ISO R834 a fait l’objet de notre étude. L’intégration d’action 
thermique de type « feux naturels » associée à des actions mécaniques de flexion et / ou de traction 
hors des axes d’orthotropie constituerait une ultime étape pour une approche d’ISI appliquée aux 
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ANNEXE  1 : Détermination de la distribution 




Objectif : Déterminer à partir des efforts de contact aux nœuds d’un élément quadratique la 
distribution des efforts le long de ce même élément.  
 
 
L’effort de contact fj,i appliqué au nœud j (j=1,2 ou3) de l’élément i de longueur li est calculé de la 
façon suivante :  




⋅⋅= ∫                         (1) 
avec fs : la distribution  surfacique des efforts de contact le long de l’élément i.   
 
Afin de simplifier les calculs, l’utilisation d’éléments isoparamétriques s’avère pertinente. Le système 
de coordonnées utilisé est alors celui de la figure 1.  
 
 
Figure 1 : Transformation isoparamétrique 
 
Cette transformation implique alors la prise en compte de la matrice Jacobienne notée J. Dans le cas 
d’un problème unidirectionnel, cette dernière se réduit à  
ξ∂
∂= xJ                                                          (2) 
 

















ξ3,i ξ2,i ξ1,i 
1 
ξ1,i = -1 
ξ2,i = 0 









x3,i x2,i x1,i 
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La transformation liée à l’utilisation d’éléments isoparamétriques permet de définir l’effort fj,i défini 
dans l’équation 1 comme égal à : 










Les éléments mis en place sont des éléments quadratiques. Par conséquent, les fonctions de forme 
Nj(ξ) sont de la forme : 
 
                              avec a, b et c des constantes à déterminer.         (5) ( ) cξb2ξaξjN +⋅+⋅=
 
 
Prenons l’exemple de la fonction de forme N1(ξ). Soient uj le déplacement au nœud j (j=1..3). La 
méthode des éléments finis donne 
  avec ( ){ } [ ]{ }qNξU = { }q  le vecteur des inconnues nodales.                                   (6)
   













Les éléments mis en place sont des éléments quadratiques. Par conséquent, l’hypothèse d’une 
interpolation quadratique de u(ξ) est tout à fait justifiée.  
                                     avec a, b et c des constantes à déterminer.                     (8)                      ( ) cb2au +ξ⋅+ξ⋅=ξ
 
L’intégration des déplacements au niveau des nœuds de l’élément permet d’obtenir le système 











                            (9) 
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L’équation 8 devient alors : 



















































N           (12) 




Afin de décrire le cas de figure le plus général possible, l’hypothèse d’une distribution d’efforts 
surfaciques quadratique est faite. Ainsi, 
















= ∫     (14) 
 
Pour un élément i, en remplaçant les fonctions de forme pour chaque nœud et en calculant l’intégrale 
































S      (15) 
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